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KURZZUSAMMENFASSUNG
Kontinuum-Manipulatoren gehören zu einer neuartigen Roboterklasse und erschlie-
ßen durch ihre gelenkfreien, kontinuierlichen Verformungen neue Anwendungsfelder –
insbesondere deren pneumatisch aktuierte Unterklasse, die aufgrund ihrer inhärenten
Nachgiebigkeit besonders für die Mensch-Maschine-Interaktion geeignet ist.
Für die praktische Anwendbarkeit von Kontinuum-Manipulatoren sind schnellere und
präzisere Bewegungen erforderlich. Daher wird eine modellbasierte Folgeregelung der
Aktorkoordinaten für Kontinuum-Manipulatoren entwickelt, die ein gutes Führungs-
und verbessertes Störverhalten bei dynamischer Anregung ermöglicht. Die Vorgabe der
Führungsgrößen erfordert Methoden der Trajektoriengenerierung.
Die Entwicklung dieser Methoden und deren experimentelle Umsetzung erfolgt anhand
eines Beispielmanipulators, des Bionischen Handling-Assistenten (BHA). Im Rahmen
der dynamischen Modellierung wird die verteilte Manipulatormasse über konzentrier-
te Sektionsmassen approximiert. Der Manipulator wird stets im kontaktfreien Raum
bewegt.
Die kinematische Beschreibung des Manipulators erfolgt über den Ansatz konstanter
Sektionskrümmungen. Darauf aufbauend wird das dynamische Modell über ein Ersatz-
modell mit konzentrierten Massen hergeleitet, indem die Lagrangeschen Gleichungen
2. Art analytisch bestimmt werden, sodass die Bewegungsgleichungen der Aktoren zu-
letzt in klassischer Form vorliegen. Das Reglerkonzept besteht aus einem Kaskadenreg-
ler mit überlagertem Balglängen- und unterlagertem Balgdruckregler. Für die Entwick-
lung des entkoppelnden Balglängenreglers wird eine modellbasierte Zustandslinearisie-
rung mit einem linearen PID-Regler und einer Vorsteuerung kombiniert. Da die Aktoren
des Manipulators nur mechanisch verkoppelt sind, können die unterlagerten Druckreg-
ler stets dezentral entworfen werden. Für die Trajektoriengenerierung ist zur Berücksich-
tigung von Beschränkungen v. a. die redundante Rückwärtskinematik und bei zeitopti-
malen Bewegungen außerdem die Aktordynamik hinzuzuziehen. Beispielhaft werden
daher zeitoptimale Punkt-zu-Punkt-Trajektorien über einen Optimalsteuerungsansatz
und onlinefähige Trajektorienvorgaben über eine quadratische Optimierung vorgestellt.
Der entwickelte modellbasierte Regler mit einem signifikant verbesserten Führungs-
und Störverhalten erlaubt schnelle und präzise Bewegungen generierter Aktortrajektori-
en aus Vorgaben von Aufgabenkoordinaten. Über die vorgestellten Methoden zur Trajek-
toriengenerierung können zeitoptimale Punkt-zu-Punkt Trajektorien offline berechnet
werden. Außerdem können Aufgabentrajektorien onlinefähig in Aktorgeschwindigkei-
ten transformiert werden, sodass z. B. eine intuitive Geschwindigkeitsvorgabe des Tool
Center Points (TCP) möglich ist. Darüber hinaus kann das entwickelte dynamische Mo-
dell für erweiterte Reglerkonzepte hinsichtlich TCP-Regelungen oder Kraft- bzw. Impe-
danzregelungen verwendet werden.
viii
ABSTRACT
Continuum manipulators represent a new class of robots, enabling new fields of applica-
tions with a continuous deformation of their structure instead of discrete joints as in the
case of rigid-link robots. Especially pneumatically actuated continuum manipulators
are inherently compliant and, hence, well suited for human machine interaction.
Fast and precise motions are neccessary for industrial applications of continuum ma-
nipulators. Therefore, a model-based tracking controller in actuator coordinates for
continuum manipulators is developed in order to improve the tracking behavior and
the disturbance rejection behavior for dynamic excitations. Furthermore, corresponding
algorithms for trajectory generation are needed.
For the dynamic modeling, the development of the new methods and their experimental
implementation is developed on an example manipulator, the Bionic Handling Assistant
(BHA). For the dynamic modelling the distributed mass of the manipulator is approxi-
mated with concentrated section masses. Moreover, the manipulator is moved in contact
free space.
The development of the dynamic model is based on constant curvature kinematics. Us-
ing concentrated masses and the Euler–Lagrange formalism, the equations of motion for
the actuators can be obtained analytically in classical form. The cascaded control concept
uses an outer actuator length controller and an inner pressure controller. The central-
ized actuator length controller combines a model-based feedback linearization with PID
and linear feedforward controllers. As the couplings of the manipulator are only of
mechanical nature, the underlying pressure controllers can be decoupled. For the tra-
jectory generation, the redundant inverse kinematics are considered while time-optimal
motions also depend on the dynamic behavior of actors. Exemplary, time optimal point-
to-point trajectories are solved offline using optimal control techniques and trajectories
are generated online using quadratic programming.
The presented model-based controller significantly improves the tracking and distur-
bance rejection behavior and, hence, enables fast and precise motions of generated ac-
tuator trajectories generated from given task coordinates. Trajectories for time-optimal
point-to-point motions are generated offline while actuator velocities can be computed
online from desired tool center point (TCP) velocities in order to provide an intuitive
joystick input. Furthermore, the newly developed dynamical model can be used for
enhanced control concepts like TCP-control or impedance control during contacts with
the environment.
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1
E INFÜHRUNG
In den letzten Jahrzehnten ist der Einfluss der Automatisierungstechnik in der Ferti-
gungstechnik und insbesondere der Montage kontinuierlich gewachsen. In Automatisie-
rungsstraßen, in denen früher meist einachsige Antriebe eingesetzt wurden, finden sich
vermehrt Mehrachsportale, Parallelkinematiken oder auch klassische Knickarmroboter.
Im Zuge aktueller Trends der Automatisierungstechnik, die unter Industrie 4.0 zusam-
mengefasst werden, verändert sich die moderne industrielle Fertigung auch hinsichtlich
der Verwendung von Automatisierungslösungen: Wo zunächst intelligente und vernetz-
te Maschinen im Vordergrund standen, spielen die Mensch-Maschine-Interaktion und
-Kooperation eine immer wichtigere Rolle.
Zunächst aber warten vor allem bei der Mensch-Maschine-Interaktion große Heraus-
forderungen im Bezug auf Bedienbarkeit und Sicherheit. Zwar lassen sich klassische
Roboterkonzepte teilweise durch intelligente Software oder konstruktive Veränderun-
gen hinsichtlich einer Eignung zur direkten Interaktion mit dem Bediener übertragen,
allerdings sind diese Änderungen meist nur für spezifische Anwendungen gültig. Da-
her müssen mit fortschreitenden Entwicklungsmethoden auch andere Forschungswege
im Bereich neuartiger Roboterkonzepte beschritten werden.
Im Jahr 2010 wurde ein Team aus Forschern um die Firma Festo mit dem Deutschen
Zukunftspreis für Technik und Innovation des Bundespräsidenten für ihre Erfindung
des Bionischen Handling-Assistenten (BHA) ausgezeichnet. Dabei wurden die Leistun-
gen rund um die Entwicklung eines „einzigartig flexiblen Handling-Assistenten für eine
neue Generation vielseitig einsetzbarer Assistenzsysteme“ hervorgehoben [Bun10]. Die-
ser neuartige Roboter nach Vorbild eines Elefantenrüssels eignet sich durch seine nach-
giebige pneumatische Antriebstechnik kombiniert mit flexiblen Materialien und der dar-
aus abgeleiteten inhärenten Nachgiebigkeit durch seine geringe Masse und Steifigkeit
vor allem für die Mensch-Maschine-Interaktion.
Durch seine gelenkfreie Manipulatorstruktur (Abb. 1.1), die den BHA in die Gruppe der
Kontinuum-Manipulatoren einordnet, kann diese spezielle Kinematik neue Anwendungs-
felder erschließen. Für die Nutzbarkeit dieser neuartigen Manipulatoren müssen aller-
dings auch geeignete Algorithmen zur Ansteuerung und Programmierung entwickelt
werden. Durch eine Übertragung der fortgeschrittenen Methoden aus der klassischen
Robotik auf Kontinuum-Manipulatoren kann zunächst der Entwicklungsaufwand redu-
ziert werden. Zudem sind auch die Vorteile der Begrenzung von Gelenk- und Werkzeug-
koordinaten nutzbar, um somit Kontinuum-Manipulatoren trotz ihrer Unterscheidung
von konventionellen Robotern in bestehende Programmabläufe zu integrieren.
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Abbildung 1.1: Foto eines hängenden Bionischen Handling-Assistenten (BHA).
// Bildquelle: Festo AG
Für einen produktiven Einsatz des BHA und anderer Kontinuum-Manipulatoren insbe-
sondere im industriellen Umfeld ist daher die Realisierung typischer Ansteuerungsarten
nötig, wie beispielsweise zyklische Transitionen zwischen vorgegebenen Punkten im Ar-
beitsraum oder einer Handhebelsteuerung durch den Bediener. Dabei wird verlangt,
dass sich die redundanten Kontinuum-Manipulatoren schnell und präzise mit einem
guten Führungsverhalten ansteuern lassen und plötzliche Schwingungen durch externe
Eingriffe für eine gewünschte Bahnfolge und zur Sicherheit des Bedieners gut gedämpft
werden. Mittels modellbasierter Steuerungs- und Regelungsentwürfe können die Forde-
rungen nach einer Folgeregelung und Schwingungsdämpfung erreicht werden, wenn
die nichtlinearen dynamischen Effekte in der Regelung und Steuerung berücksichtigt
werden. Da im aktuellen Stand der Technik von Kontinuum-Manipulatoren insbesonde-
re Steuerungen zur gezielten Führungsvorgabe durch Realisierung exakter Trajektorien-
folgen nicht präsent sind, soll der Fokus dieser Arbeit auf modellbasierte Regelungen
und entsprechende Modellierungen für Kontinuum-Manipulatoren gerichtet werden.
1.1 stand der technik
Bevor eine Abschätzung der benötigten und zu entwickelnden Funktionen und Algo-
rithmen für eine komfortable und angemessene Verwendung von Kontinuum-Manipu-
latoren im industriellen Umfeld getroffen werden kann, wird ein Überblick über den
aktuellen Forschungsstand mit Fokus auf dynamischer Modellierung, Regelkonzepten
und Algorithmen zur Trajektoriengenerierung präsentiert.
1.1.1 Kontinuum-Manipulatoren
Die Klasse der Kontinuum-Manipulatoren (Abb. 1.2c) bezeichnet allgemein alle Roboter
und Manipulatoren, die ihre Werkzeugbewegung durch eine kontinuierliche Deforma-
tion der Manipulatorstruktur erhalten [WJ10]. Ihre Bedeutsamkeit ist vor allem in den
2
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a) b) c)
Abbildung 1.2: Vergleich eines klassischen Knickarmroboters (a), eines hyper-redundanten Ma-
nipulators mit nahezu unendlich vielen Gelenken (b) und eines Kontinuum-Ma-
nipulators ohne diskrete Gelenke (c).
letzten Jahren stetig gestiegen, da sie mit ihren kontinuierlichen Verformungen und ih-
rer inhärenten Nachgiebigkeit neue Anwendungsfelder erschließen, wo z. B. klassische
Roboter mit diskreten Gelenken nicht vorteilhaft sind. Viele Kontinuum-Manipulatoren
sind durch biologische Vorbilder, wie z. B. Schlangen [CB95; HM04], Elefantenrüssel
[CM99; HW03], Aale [GIK07] und Oktopusarme [Yek+05; JW06b; God+11a], inspiriert.
Um die gewünschte Manipulatorbewegung zu erreichen, werden allgemein ein oder
mehrere hintereinandergeschaltete, individuell steuerbare Sektionen deformiert. Ei-
ne Unterklasse der Kontinuum-Manipulatoren bilden hyper-redundante Manipulatoren
[WJ10], die im Vergleich zu Kontinuum-Manipulatoren deutlich mehr Sektionen be-
sitzen (Abb. 1.2b) und somit weit mehr aktorseitige Freiheitsgrade besitzen. Da viele
Methoden ähnlich oder sogar übertragbar sind, wird im Folgenden keine gesonderte
Unterscheidung zwischen Kontinuum-Manipulatoren und hyper-redundanten Manipu-
latoren getroffen.
Die Deformation der einzelnen Sektionen kann entweder extrinsisch oder intrinsisch
erzeugt werden [RD99]. Bei extrinsischer Antriebsart werden meist Seilzüge [CM99;
HW03; KKS16; Qi+16a] oder vorgespannte, dünne Schläuche [Dup+10; Ruc+10] über
außenliegende Motoren gesteuert, während bei intrinsischen Bauarten meist parallel
angeordnete, fluidisch-betriebene Bälge oder Muskeln [JW06a; God+11a; Ede15] oder
zunehmend auch elektrische Antriebe [Bir09; Kwo+13; Rol+14; Tap+15] sowohl die Ma-
nipulatorstruktur als auch den Antriebsmechanismus bilden. Daraus entspringt eine
große Bandbreite an unterschiedlichen Konzepten, die in unterschiedlichen Baugrößen
für verschiedenstartige Anwendungen verwendet werden – je nach Anwendungsfall
planar oder räumlich, und mit einer oder mehreren Sektionen. Während sich mögliche
Anwendungsfälle früher eher z. B. auf der Probenentnahme unter Wasser [Lan+97], dem
Transport von Flüssigkeiten [CM99] oder der Untersuchung von nuklear kontaminier-
ten Behältern [IA95; Buc02] beschränkten, finden die meisten aktuellen Entwicklungen
im Bereich der Medizintechnik statt, wie u. a. als aktiver Katheder für Arterien [BA05],
für minimalinvasive Eingriffe bei der Endoskopie [Tap+15] oder auch in der Altenpflege
[GBV11a]. In einem Übersichtsaufsatz über medizintechnische Beispiele für Kontinuum-
Manipulatoren finden sich weitere zahlreiche Anwendungen mit einem umfassenden
Bericht über den aktuellen Stand der Technik [BRC15], wobei die drei großen Herausfor-
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derungen in diesem Bereich vor allem in der Visualisierung oder Werkzeugintegration,
der Mensch-Maschine-Interaktion und der Form- und Krafterfassung liegen. Andere
Anwendungen finden sich auch in zwei oft zitierten, allgemeinen Übersichtsaufsätzen
über Kontinuum-Manipulatoren [WJ10; Wal13].
Wie auch die beiden zuletzt genannten Übersichtsaufsätze beschäftigen sich viele Publi-
kationen mit der Kinematik von Kontinuum-Manipulatoren. Dabei wird zur Berücksich-
tigung kontinuierlicher Verformungen meist das Rückgrat oder die neutrale Faser einzel-
ner Sektionen in Abhängigkeit der Aktorlängen und der Robotergeometrie beschrieben.
Als Stand der Technik hat sich in den letzten Jahren eine Methode unter Annahme von
konstanten Sektionskrümmungen behauptet [WJ10; Wal13], wobei dieses Konzept auch
als leistungsfähige Approximation für echtzeitfähige Algorithmen von Manipulatoren
mit nichtkonstanter Krümmung viel Verwendung findet, z. B. [HW03; JW06a; SD06].
Zur genaueren Beschreibung diverser kontinuierlicher Kinematiken wurden außer-
dem mechanische Modelle basierend auf Gleichgewichtsannahmen von Cosserat-Rod
[Tun13] und anderen Ansätzen über elastische Balken [Ruc+10; XS10] entworfen. Die-
se wurden sowohl für seilzugbetriebene Manipulatoren [RW11b; RL12], als auch für
dünne, verformbare Röhren [RJW10] oder pneumatisch angetriebene Kontinuum-Ma-
nipulatoren [TLR08; Sad+16] entwickelt – insbesondere für nichtkontinuierliche Ver-
formungen durch veränderliche Querschnitte, Gravitationsbeeinflussung oder externe
Krafteinflüsse. Obwohl es bereits erste Versuche gibt, diese oft auch als geometrisch-exakt
bezeichneten Modelle [TLR08] in Echtzeit zu lösen [JGT09; Bur+14], ist bisher noch
nicht ersichtlich, dass diese Modelle auch für den Einsatz oder Entwurf von Regelalgo-
rithmen geeignet sind [WJ10]. Ein für Echtzeitanwendungen besser geeigneter Ansatz
für Kinematiken mit variablen Krümmungsradien ist ein modaler Ansatz, der ursprüng-
lich entwickelt wurde, um die Redundanzen für hyper-redundante Manipulatoren mit
diskreten Gelenken zu lösen [CB94]. Dabei wird die gekrümmte neutrale Faser durch
eine Linearkombination von Ansatzfunktionen approximiert, wie beispielsweise durch
trigonometrische Funktionen [CB94; FAN02], Klothoiden [Hir93] oder Wavelets [GW00].
Allerdings sind die meisten Mengen von Ansatzfunktionen nicht für alle physikalisch
möglichen Formen der neutralen Faser geeignet, selbst wenn die Form durch eine
unendliche Anzahl an Ansatzfunktionen angenähert wird [Wal13].
Daher wird fast immer auf die oben erwähnte Modellierung von konstanten Krümmun-
gen zurückgegriffen, obwohl sich der systematische Fehler bei einer Anwendung auf
mehrere hintereinandergeschaltete Sektionen mit variabler Krümmung verstärkt – ins-
besondere bei konisch zulaufenden Manipulatorstrukturen [Cia+12; ZS13] wie bei dem
Bionischen Handling-Assistenten (BHA, Abb. 1.1). Um daher den Einfluss dieser syste-
matischen Fehler zu reduzieren, wird beispielsweise eine Gittersuche über die Radien
der Segmente vorgeschlagen, über die das Modell mit konstanter Krümmung auf die
variable Krümmung angepasst werden soll [RS12]. In einem anderen Ansatz wird eine
Unterteilung einer Sektion mit konstanter Krümmung in mehrere Segmente unterschied-
licher konstanter Krümmungen vorgeschlagen [MHS14; Mah15].
Für die kinematische Beschreibung des BHA oder der verwandten Robotino-Manipu-
latoren wurden ebenfalls diverse kinematische Modelle untersucht: Einige Ansätze ver-
wenden Tripodmodelle aus der Modellierung von Parallelkinematiken [Ehr11; MHS12;
Esc13; LMM16], andere den klassischen Ansatz der konstanten Krümmungen [Esc+11;
RS12; Esc+12; Esc13] bzw. den erweiterten Ansatz mit veränderlichen Krümmungen
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[MHS14; Mah15]. Letztere bilden die Kinematik am exaktesten ab, sind aber gleichzei-
tig auch am rechenintensivsten. Tripodmodelle haben sich für die Vorwärtskinematik
bislang nicht bewährt, da diese trotz hohem Rechenaufwand ungenau bleiben [MHS12].
Diese Ungenauigkeit kann zwar begrenzt werden, indem die geometrischen Parame-
ter von einem neuronalen Netz angepasst werden [LMM16], allerdings ist der Kali-
brierungsaufwand für dieses Verfahren unverhältnismäßig hoch. Daher hat sich auch
für den BHA der Ansatz konstanter Krümmungen als praktische Implementierung mit
möglichst guter Abwägung zwischen Genauigkeit und Rechenaufwand bewährt. Die
Parameter der konstanten und variablen Krümmungen lassen sich dabei gut aus geo-
metrischen Parametern ableiten. Weitere Anpassungen über aufwändige Kalibrierungs-
und Lernalgorithmen bringen dabei nur eine geringfügige Verbesserung [Esc+15].
Zusammenfassend ist die kinematische Modellierung von Kontinuum-Manipulatoren
in den letzten zwei Dekaden weit fortgeschritten und mittlerweile so gut wie ausgereift.
Im Gegensatz zu der Entwicklung klassischer Knickarmroboter, die über eine lange Zeit
hin vorangetrieben wurde und für die mittlerweile ausgereifte Methoden für dynami-
sche Modellierung, Regelung und Trajektoriengenerierung existieren [SK08], steht die
Übertragung und Entwicklung ähnlicher Methoden für Kontinuum-Manipulatoren ab-
seits der kinematischen Modellierung jedoch noch am Anfang. Im Folgenden soll daher
eine detailliertere Betrachtung hinsichtlich der dynamischen Modellierung, dem allge-
meinen Regelungsentwurf und der Trajektoriengenerierung von Kontinuum-Manipula-
toren erfolgen.
1.1.2 Dynamische Modellierung von Kontinuum-Manipulatoren
Geeignete dynamische Modelle sind nicht nur hilfreich für den simulativen Regler-
entwurf im Zuge des sogenannten Rapid Control Prototypings [AB06], sondern sie
ermöglichen auch einen modellbasierten Reglerentwurf. Insbesondere für mechatroni-
sche Systeme hat sich gezeigt, dass mit einer modellbasierten Vorsteuerung eine höhere
Dynamik erreicht und infolgedessen durch eine Reduktion der Rückführverstärkung
auch die Störunterdrückung des Messrauschens verbessert werden kann [Zei12]. Daher
wird im Folgenden bei der Sichtung aktueller Literatur das Hauptaugenmerk auf die
Eignung der dynamischen Modelle für den Reglerentwurf gerichtet – vornehmlich auf
konzentriert-parametrische Modelle, da diese beim Reglerentwurf in der Robotik und
bei anderen mechatronischen Systemen bisher am meisten verbreitet sind [SK08].
Bislang wurden Modelle aus der Mechanik hauptsächlich für die kinematische Beschrei-
bung von Kontinuum-Manipulatoren verwendet. Dafür wurden unter anderem die
statischen Betrachtungen über Balkenmechaniken [Cam+08; WRC09], Cosserat-Balken
[TLR08; Ren+12], elliptische Integrale [XS10], modale Ansätze [Wal13] oder sogar kon-
zentrierte Massenmodelle [Jun+11] für sowohl planare als auch räumliche Fälle hinzu-
gezogen. Allerdings wurden diese mechanischen Modelle aufgrund ihrer Komplexität
immer nur im statischen Gleichgewicht betrachtet.
Dynamische Modelle für Kontinuum-Manipulatoren oder die verwandten hyper-redun-
danten Manipulatoren wurden zwar schon recht früh untersucht, um eine Darstellung
in geschlossener Form zu finden [Chi95], allerdings sind diese aufgrund ihrer Kom-
plexität für den Reglerentwurf nicht geeignet [Wal13]. Einige verwenden Cosserat-Rod
Modelle für dynamische Simulationen von Einzelsektions-Manipulatoren [RW11b] oder
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Mehrsektions-Manipulatoren [Ren+14]. Aber auch hier sind partielle Differentialglei-
chungen für schnelle Online-Simulationen oder Reglerentwürfe ungeeignet – stattdes-
sen dienen sie der Simulation von Manipulatoren unter externen Einflüssen oder Rei-
bung.
Eine gute Approximation geometrisch-exakter Lösungen kann auch über die Diskretisie-
rung kontinuierlicher Elemente geschehen, bei denen Modelle mit mehreren gekoppel-
ten Scheiben entstehen. Mittels Massen- und Steifigkeitsmatrizen dieser Scheiben kön-
nen die dynamischen Bestimmungsgleichungen durch Integration über die jeweiligen
Scheiben erhalten werden, wobei dies entweder im planaren Fall für mehrere Sektio-
nen [MS02; MS03] oder im räumlichen Fall für Einzelsektions-Manipulatoren [TWD07a;
TWD07b] praktiziert wurde. In einigen Fällen wurden auch rekursive Ansätze verfolgt
[Kha+05; GIK07]. Aktuelle Arbeiten beschäftigen sich zudem mit der Lösung im moda-
len Raum [God+11b; RB14]. Obwohl diese Modelle für die reine Simulation teilweise
gut geeignet sind, ist eine Verwendung für den Reglerentwurf bislang nicht bekannt.
Konzentriert-parametrische Approximationen für hyper-redundante, oktopusähnliche
Manipulatoren wurden entwickelt, um die planare Bewegung eines Arms zu beschrei-
ben, indem entkoppelte Aktormodelle mit Hilfe des Euler-Lagrange-Formalismus auf-
gestellt wurden [Yek+05]. Ein anderer Ansatz beschreibt die räumliche Bewegung einer
Plattform mit mehreren Armen über die rekursive Rückführung der Reaktionskräfte
zwischen Unterelementen [Kan+12; Zhe+12; Zhe+13], wobei die dynamischen Aktor-
modelle dennoch entkoppelt betrachtet werden. Die Bewegung eines binären hyper-re-
dundanten Manipulators wurde ebenfalls über ein konzentriert-parametrisches Modell
beschrieben, wobei die Verkopplungen der vielen Gelenke in der Massenmatrix und
dem Coriolisvektor nicht modellbasiert, sondern rein experimentell identifiziert wer-
den müssen [Tap+16]. Für einen seilzugbetriebenen Manipulator konnte ein planares
Modell hergeleitet werden, das über eine hohe Anzahl an Massepunkten diskretisiert
wurde. Aus den großen, sehr dünn besetzten Steifigkeits- und Massenmatrizen wurde
ein Dämpfungsmodell auf Basis der Rayleigh-Dämpfung abgeleitet und anschließend
über eine modale Zerlegung für eine modale Regelung verwendet [PZ14].
Über dynamische Modelle von balg- oder muskelbetriebenen Kontinuum-Manipula-
toren existieren kaum Veröffentlichungen: Ein planares Modell einer einzelnen Sek-
tion wurde mittels des Euler-Lagrange-Formalismus von drei durch Feder-Dämpfer-
Elementen verkoppelte Massen entlang der Biegelinie abgeleitet [GW11]. Allerdings
sind von diesem Modell keine dynamischen Ergebnisse verfügbar. Ein konzentriert-
parametrisches Modell eines hyper-redundanten Manipulators mit sechs Gelenken wur-
de ebenfalls über den Euler-Lagrange-Formalismus hergeleitet, wobei hier mittels Lie-
Algebra eine Darstellung in rekursiver Verkettung gewählt wurde [TC14]. Von diesem
Modellansatz existieren nur knappe, simulative Ergebnisse – eine Weiterverfolgung oder
Verwendung des Ansatzes ist bisher nicht zu finden.
Insgesamt zeigt sich, dass das Hauptdefizit der bisher entwickelten dynamischen Mo-
delle in der Art der Berücksichtigung von Verkopplungen liegt: Entweder werden nur
die einzelnen Aktoren unabhängig voneinander betrachtet, oder der Manipulator wird
als Ganzes über sehr detaillierte, kontinuierliche Modelle beschrieben. Ein geeigneter
Kompromiss zwischen Modelltreue und reduzierter Modellkomplexität wird bisher we-
der über Modellreduktionsverfahren noch über verkoppelte, konzentrierte Modelle er-
reicht [Tri+08]. Gerade die Vorteile von geeigneten konzentriert-parametrischen Model-
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len liegen jedoch auf der Hand: Sie sind vergleichsweise recheneffizient und bilden die
Grundlage für viele bereits entwickelte modellbasierte Reglerentwurfsmethoden für me-
chatronische Systeme allgemein, sowie für deren Unterklasse der Gelenkroboter [SK08;
Sic+09].
1.1.3 Regelung von Kontinuum-Manipulatoren
Anders als die kinematische Modellierung ist die Regelung von Kontinuum-Manipula-
toren ein aktuelles Forschungsgebiet [Tri+08; PLI12; Wal13]. Dabei liegt der bisherige
Fokus im Allgemeinen zunächst auf der Positionsregelung von Kontinuum-Manipulato-
ren. Unter anderem durch die Bearbeitung des Themas von Forschern aus unterschied-
lichen Domänen muss für die richtige Einordnung der Literatur bei dem Begriff der
Regelung jedoch zwischen
• quasi-stationären Regelungen von Aufgabenkoordinaten mit meist linearen Stör-
kompensationsreglern und
• Regelungen zur gezielten Führungsvorgabe
unterschieden werden.
In frühen Entwicklungsstadien wird zunächst die Frage nach der generellen Ansteue-
rung der Aktoren gestellt, sodass bestimmte Aufgaben überhaupt gelöst werden können.
Diese Aufgaben sind entweder für Manipulatoren mit Greifern in kartesischen Koordina-
ten definiert – oder aber der Manipulator selbst soll Objekte durch Umschließen greifen,
sodass hier die Form des Manipulators anstelle der Positionierung und Orientierung
des Endeffektors Priorität hat. Ähnliche Anforderungen werden an dünne, hyper-red-
undante Manipulatoren gestellt, die im Bereich der Endoskopie eingesetzt werden sol-
len: Auch hier steht zunächst die Regelung der Manipulatorform im Vordergrund. All
diese Aufgabenstellungen haben gemeinsam, dass der Fokus vorrangig auf der Rück-
wärtskinematik liegt und der Regelausgang in Form von Aktortrajektorien oder – bei
vernachlässigbarer Aktordynamik aufgrund langsamer Bewegung – direkt in Aktorstell-
größen ausgegeben wird. Zu diesem Zweck wurden daher fast immer einfache, lineare
Regler zu Störkompensation verwendet, die sich eigentlich nicht für eine gezielte Beein-
flussung des Führungsverhaltens eignen, sodass nur quasi-stationäre Sollwertübergänge
möglich sind und die Bewegungen in ihrer Dynamik begrenzt ist.
Die Entwicklung von Reglern unter Berücksichtigung der nichtlinearen dynamischen
Effekte in Aktorkoordinaten wird immer dann herangezogen, wenn die zugrundelie-
genden Aktorsolltrajektorien – entweder durch eine direkte Vorgabe oder als Resultat
einer übergeordneten Regelung in Aufgabenkoordinaten – so schnell sind, dass die Ak-
torik bzw. der Manipulator nicht im quasi-stationären, sondern im dynamischen Bereich
angeregt wird. Dann sind auch die kinetische Energie bewegter Massen, deren Dämp-
fungen und die Aktor-Wechselwirkungen aufgrund mechanischer Verkopplungen rele-
vant und somit eine gezielte Vorgabe der Führungsgrößen über eine zusätzliche Steue-
rung in Kombination mit einer nichtlinearen Regelung hilfreich. Aus dieser Fragestel-
lung lassen sich auch erweiterte Regelziele wie z. B. eine Steifigkeitsregelung oder eine
dynamische Kraftregelung ableiten, wobei diese oft auf bestehende dynamische Aktor-
Positionsregelungen aufsetzen.
Die Fortschritte im Bereich der Reglerentwicklungen für Kontinuum-Manipulatoren
werden nun für beide Begriffe getrennt betrachtet.
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1.1.3.1 Störkompensationsregler zur Positionsregelung
Für einfache Störkompensationsregler zur quasi-stationären Regelung von Kontinuum-
Manipulatoren gibt es viele Ansätze, da eine rudimentäre Bewegung des Manipulators
schon in frühen Entwicklungsstadien von Interesse ist. So wurde eine Regelung in Auf-
gabenkoordinaten meist unter Vernachlässigung dynamischer Eigenschaften entwickelt
und somit die Aktoren vergleichsweise langsam angesteuert.
Im Unterschied zur Bahnplanung oder Trajektoriengenerierung muss bei einer Regelung
in Aufgabenkoordinaten nicht zwingend die komplexe – oft redundante – Rückwärtski-
nematik gelöst werden. Stattdessen wird – ausgehend von der aktuellen Position – meist
nur eine lokale, geschwindigkeitsbasierte Lösung berechnet. Die dabei benötigte Inver-
tierung der Jacobimatrix ist jedoch bei redundanten Manipulatoren nicht eindeutig lös-
bar. Unter der Verwendung diverser analytischer Verfahren zur Bestimmung von geeig-
neten invertierten Jacobimatrizen [Sic90] wie der Damped Least-Squares-Invertierung
[Sic90] oder der Gradient Projection Methode [Sic90] wird oft die Moore-Penrose Pseu-
do-Inverse [Pen55] verwendet. Statt analytischer Verfahren sind auch Optimierungsan-
sätze zur Bestimmung der inversen, differentiellen Kinematik möglich.
So wird beispielsweise ein Fehler in Werkzeugkoordinaten eines hyper-redundanten
Manipulators mittels lokaler und entkoppelter Rückwärtskinematik in den Aktorraum
transformiert, um über einen PID-Regler den Korrektureingriff zu berechnen [Din+10].
Dieses Verfahren kann ebenso für Bewegungen von Manipulatoren aus lenkbaren Hüll-
rohren angewandt werden [Dup+10; BLP14]. Statt der Verwendung eines PID-Reglers
werden auch Proportionalregler für Kontinuum-Manipulatoren [BA05; CPA15] oder
lenkbare Hüllrohre [CCS09; Bar+10] verwendet – ebenso wie PD-Regler [MD11], reine
integrierende Regler [Pen+12] oder sogar Fuzzy-Regler [Qi+16b]. Gleiches gilt für eine
reine Regelung der Manipulatorform, wenn die Krümmung über Proportionalregler
angepasst wird [Mar+14; KMR15], nachdem die Rückwärtskinematik einer Sektion be-
züglich eines Referenzobjektes ausgewertet wurde. In manchen Fällen wird dies auch
mit einer modalen Gelenkregelung kombiniert, um die dynamischen Eigenschaften zu
verbessern [PZ14].
Invers-kinematische Probleme werden komplexer, wenn zusätzliche Begrenzungen in
der Umgebung mit berücksichtigt werden müssen. Dann stimmt die theoretisch mög-
liche Jacobimatrix nicht mehr mit der durch Kontaktsituationen eingeschränkten Jaco-
bimatrix überein. Durch Testen kleiner Bewegungsinkremente kann die beschränkte Ja-
cobimatrix [YC14] und die verteilt anliegende Kraft [YC16] bestimmt werden oder eine
nötige Krümmungsanpassung über die Pseudo-Inverse kombiniert mit Potentialfeldern
erreicht werden [Ata+16]. Bei Manipulatoren, die in Kontaktsituationen stark ihre Form
verändern und deren Kinematik meist mit geometrisch-exakten Modellen beschrieben
wird, kann der veränderte Krümmungsverlauf und die davon abhängigen Jacobimatri-
zen analytisch bestimmt werden [RW11a].
Bei einer weiteren Spezialanwendung, dem sogenannten follow the leader Problem
[GW13], soll der – meist hyper-redundante – Manipulator einer bestimmten Form
folgen, z. B. bei der Einführung eines aktiv gesteuerten Katheders. In diesen Fällen gibt
die erste Sektion die Richtung vor während die weiteren Sektionen der Bahn folgen –
möglichst ohne zu große Abweichungen von dem ursprünglichen Pfad zu erzeugen.
Zunächst muss der hyper-redundante Manipulator konstruktionsbedingt in der Lage
sein, diese Bewegungen auszuführen [Tap+15; KKS16]. Für Kontinuum-Manipulatoren
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aus lenkbaren Hüllrohren wurden dafür notwendige und hinreichende Bedingungen
formuliert [GW13]. Sind die Voraussetzungen zur zuverlässigen Ansteuerung einzelner
Sektionen gegeben, liegt die Herausforderung hauptsächlich in der richtigen Synchroni-
sation der einzelnen Bewegungen.
Am Bionischen Handling-Assistenten (BHA) wurde zur Bestimmung der Rückwärtski-
nematik in der quasi-stationären Regelung von Aufgabenkoordinaten bisher entweder
ein neuronales Netz in Kombination mit einem kinematischen Tripodmodell [LMM16]
oder dem Ansatz der konstanten Krümmungen [RS14] verwendet. Außerdem wurde
ein analytisches Verfahren unter Verwendung der Pseudo-Inverse mit Weighted Least
Norm Solution implementiert [MHS12]. Aufgrund fehlender Vorsteuerung konnten die-
se Regelungen am BHA bisher nur für geringe Geschwindigkeiten getestet werden.
Wie die quasi-stationäre Regelung von Aufgabenkoordinaten am BHA beschränken sich
auch die anderen, bisher vorgestellten Lösungen allein auf die Kinematik bzw. die Rück-
wärtskinematik von Kontinuum-Manipulatoren. Die verwendeten Regler entsprechen
dabei der Struktur von Störkompensationsreglern in stationären Punkten und werden
oft auch trotz geringer Eignung zur Trajektorienfolge eingesetzt. Im Folgenden sollen
daher Ansätze für Regelziele mit dynamischen Manipulator-Ansteuerungen vorgestellt
werden.
1.1.3.2 Positionsregelungen zur gezielten Führungsvorgabe
Wenn nicht mehr nur das reine Erreichen von TCP-Posen oder Manipulator-Formen
als Zielsetzung in quasi-stationären Bewegungen ausreicht, sondern auch eine schnelle
Positionierung mit hoher Positioniergenauigkeit gefordert ist, müssen auch die dyna-
mischen Eigenschaften des Manipulators und der Aktorik mit berücksichtigt werden –
insbesondere wenn diese in ähnlichen Frequenzbereichen liegen. In diesem Fall kann
ein verkoppelter, zentraler Regler die Aktoren entkoppeln und die dynamischen Wech-
selwirkungen kompensieren.
Je nach Antriebsart und bewegter Masse der Kontinuum-Manipulatoren ist dies von
unterschiedlicher Relevanz: So haben Manipulatoren aus lenkbaren Hüllrohren eine ge-
ringe bewegte Masse bei vergleichsweise hoher Aktordynamik, seilzugbetriebene Konti-
nuum-Manipulatoren eine hohe bewegte Masse bei mittlerer Aktordynamik und pneu-
matisch angetriebene, intrinsische Manipulatoren eine hohe bewegte Masse bei einer
vergleichsweise geringen Aktordynamik. Vor allem bei zuletzt genannten ist die dyna-
mische Betrachtung der Regler von hoher Bedeutung.
Die Herleitung solcher Regler verlangt eine gute Abbildung der dynamischen Effekte.
Oft wird dies über neuronale Netze implementiert, welche die nichtlineare Rückführung
und Vorsteuerung approximieren [Bra+07]. Die Verwendung neuronaler Netze ist meist
dadurch begründet, da keine passenden dynamischen Modelle existieren.
Wenn passende dynamische Modelle vorhanden sind, sind modellbasierte Reglerent-
würfe eine vielversprechende Alternative – obwohl die Komplexität der Verkopplungen
und der Berechnungsaufwand bei steigender Anzahl von Aktoren wächst, wie z. B. bei
der Verwendung von linearisierten Balkenmodellen eines planaren Einzelsektionsmani-
pulators [GRW03]. Bisherige Ansätze für modellbasierte Rückführungen in Werkzeug-
koordinaten erreichten jedoch keine nennenswerten dynamischen Verbesserungen, da
die zugrundeliegenden Modelle für Vorsteuerungen in Kombination mit PD-Reglern
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oder Sliding-Mode-Reglern zu stark vereinfacht sind [KW11; KFW14]. Teilweise wer-
den die entwickelten Regler nur simulativ und nicht ausreichend experimentell getestet
[IS95; IBP03; Iva˘04]. Meist werden auch nur entkoppelte Aktormodelle zur Regelung
verwendet, während eine Gravitationskompensation zumindest das statische Verhalten
des Manipulators verbessert [TWI12; TC14].
Bisher gibt es für den BHA zwei Ansätze der Aktorregelung: Im ersten Fall wird der
Manipulator nur druckgeregelt betrieben, wobei eine feste Längen-Druck-Zuordnung
sowohl für die Vorwärts- als auch Rückwärtskinematik verwendet wird [Mel+14]. Auf-
grund von Kriecheffekten und zusätzlichen externen Kräften durch unbekannte Last-
massen ist eine reine Druckregelung jedoch nicht ausreichend [RS14]. Daher wird in
einem zweiten Ansatz eine der reinen Druckregelung zu bevorzugende, entkoppelte
Aktorregelung vorgeschlagen, die entweder modellbasiert entworfen wird [Mah15] oder
die eine gelernte, vereinfachte Dynamik als Vorsteuerung mit einer schwachen, entkop-
pelten Rückführung kombiniert [Que+14; Rol+15].
Somit wurden zwar Ansätze für die implizite Lösung der Rückwärtskinematik über
Rückführung von Aktormessungen implementiert, jedoch ist aktuell keine funktionie-
rende Regelung unter Berücksichtigung nichtlinearer dynamischer Effekte kombiniert
mit einer Steuerung für Kontinuum-Manipulatoren in der Literatur zu finden. Da nicht
nur bei klassischen Knickarmrobotern, sondern auch bei pneumatischen Robotern ver-
koppelte Regelungen mit Zustandslinearisierungen und Vorsteuerungen realisierbar
sind [Hah05], stellt sich die Frage, ob dieses Konzept auch auf den BHA oder Kontinu-
um-Manipulatoren allgemein übertragbar ist.
1.1.3.3 Kraft-, Steifigkeits- und Nachgiebigkeitsregelungen
Neben der Positions- und Formregelung wird oft eine Kraftregelung benötigt, insbe-
sondere in Kontaktfällen – entweder zur Bearbeitung oder Manipulation des Kontak-
tes, oder um in Kontaktfällen die Kontaktkraft künstlich zu begrenzen. Da jedoch in
der Robotik selten eine Kraftvorgabe ohne vorherige oder sogar parallele Positionie-
rung stattfindet, wird oft auf erweiterte, hybride Regelkonzepte zurückgegriffen und so
die Steifigkeit oder Nachgiebigkeit aktiv geregelt, wie z. B. bei der Impedanzregelung
[Hog85a; Hog85b; Hog85c].
Kraft- oder Steifigkeitsanpassungen im Kontaktfall erfordern jedoch eine schnelle, dyna-
mische Reaktion, sodass entsprechende kraftbasierte Regler selten ohne modellbasierte
Reglerentwürfe auskommen. Da diese modellbasierten Ansätze schon bei der Positi-
onsregelung von Kontinuum-Manipulatoren nicht zum Einsatz kamen, sind diese auch
für die davon abgeleiteten Kraft- oder Impedanzregler nicht zu finden. Dennoch gibt
es einige Ansätze zur aktiven Nachgiebigkeits- oder Steifigkeitsregelung von Kontinu-
um-Manipulatoren, die meist für die Kraftbegrenzung in medizinischen Anwendungen
entwickelt wurden.
Für eine Nachgiebigkeitsregelung mit Kraftvorgabe am Endeffektor wurden für Konti-
nuum-Manipulatoren aus gebogenen, flexiblen Schläuchen statische Kraftmodelle mit
einer Rückwärtskinematik und einem PD-Regler kombiniert [MD11], sodass die Kon-
taktkraft künstlich reduziert werden kann. Für eine nachgiebige Formregelung von Kon-
tinuum-Manipulatoren mit einem oder mehreren Segmenten wird zunächst die Kontakt-
kraft und Kontaktposition entlang des Manipulators über die Messung von Gelenkkräf-
ten bei bekannten Aktorkräften und der daraus resultierenden Positionsverschiebung
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detektiert [BS10]. Daraufhin kann eine Positionsregelung mit Proportionalregler und
einer Steifigkeitsvorgabe über eine angepasste Verstärkung gewichtet werden [GBS11;
GBS14]. Ein alternativer Ansatz ermöglicht eine Kraft- und Formregelung, indem die
veränderte Jacobimatrix im Kontaktfall gelernt wird und eine Kontaktabschätzung er-
folgt, sodass eine Gelenkgeschwindigkeitsvorgabe als Reglerausgang über eine gewich-
tete Verteilung des Proportionalreglers für die gewünschte Kraft und Position generiert
wird [YC16]. Am BHA wurde ein stationärer Teach-In-Modus implementiert, der für
die angefahrenen Posen die inverse Druck-Kraft-Kennlinie über ein sogenanntes Goal
Babbling lernt und mit einem schwachen PID-Regler kombiniert [Que+14; Rol+15].
Die bisherigen Ansätze zeigen nur ein sehr langsames dynamisches Verhalten, da die
Ausregelung der Kraft- oder Impedanzregelung stets im Bereich von mehreren Sekun-
den erfolgt. Diese erweiterten Regelziele sind aber für die praktische Anwendung nötig
und bei anderen Manipulatoren, z. B. pneumatischen Robotern mit flexiblen Gelenken,
auch realisierbar [Ric+05; TLH16].
1.1.4 Trajektoriengenerierung für Kontinuum-Manipulatoren
Für konventionelle Roboter mit rotatorischen Gelenken und festen Armen existieren vie-
le dynamische Trajektoriengenerierungsalgorithmen, die meist auf bekannten Momen-
tenbeschränkungen beruhen [SM85; Str98; NM98; FAM01]. Für nichtredundante Mani-
pulatoren wird dabei meist zunächst eine mögliche Bahn auf Basis der Rückwärtskine-
matik geplant, um danach in Abhängigkeit der Eingangsbeschränkungen der Aktorik
eine geeignete Zeitindizierung zu finden. Sind die Manipulatoren redundant, so ist vor
allem die Wahl einer möglichen Rückwärtskinematik zur Vermeidung von Singulari-
täten von hoher Wichtigkeit [Sic90]. Aufgrund komplexer kinematischer oder dynami-
scher Beschränkungen werden zudem oft numerische Methoden der Optimierung in
der Bahnplanung angewandt [Sch04].
Diese Methoden können theoretisch auch auf die Klasse von Kontinuum-Manipulato-
ren übertragen werden. Die Berechnung der Rückwärtskinematik gestaltet sich jedoch
aufgrund der hohen Redundanz und der komplexeren direkten Kinematik schwieriger.
Mittels Variationsrechnung präsentiert [CB95] eine Methode, um die optimale Manipu-
latorkonfiguration zu berechnen, die auch für die Trajektoriengenerierung verwendet
werden könnte.
Im Allgemeinen ist jedoch die spätere Zeitindizierung einer möglichen Bahn der Konti-
nuum-Manipulatoren kritisch zu betrachten, da insbesondere für pneumatisch aktuierte
Systeme beschränkte Aktordynamiken existieren und die Optimierung und Verteilung
der Redundanz nicht nur bei der Lösung der Rückwärtskinematik, sondern auch für
eine zeitlich oder energetisch optimale Trajektorie mit berücksichtigt werden muss. Al-
lerdings wird aufgrund der erhöhten Komplexität auch hier oft auf die Berücksichtigung
der pneumatischen Aktorbeschränkungen verzichtet [ZSS97; BM98].
Für den Spezialfall, dass die Bahnplanung online gelöst oder verändert werden soll –
beispielsweise bei einer Umplanung oder einer Bedienereingabe mittels Handhebel – ist
eine echtzeitfähige Lösung des Optimalsteuerungsproblems mit Berücksichtigung der
redundanten Rückwärtskinematik über der gesamten Trajektorie oft nicht realisierbar.
Stattdessen kann auf lokale, geschwindigkeitsbasierte Lösungen zurückgegriffen wer-
den – ähnlich wie bei der quasi-stationären Regelung von Aufgabenkoordinaten. Ana-
log zur Implementierung einer echten Regelung mit Rückführung der Messdaten kann
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eine modellbasierte Vorsteuerung durch Verwendung eines Modellregelkreises mit in-
terner Rückführung realisiert werden [WK09]. So können in abgewandelter Form die
analytischen Verfahren [CD95; Sic90] basierend auf der Moore-Penrose Pseudo-Inversen
[Pen55] verwendet werden, allerdings ist die schwere Realisierung von Beschränkungen
auch hier von Nachteil. Daher bewähren sich für geschwindigkeitsbasierte Bahnplanun-
gen Methoden der numerischen Optimierung ohne direkte Invertierung der Jacobima-
trix [Sch04], wie z. B. die Berechnung optimaler Aktorgeschwindigkeiten für gegebene
Aufgabengeschwindigkeiten [Kni16]. Bei diesem Verfahren ist auch eine Vorgabe von
einfach-differenzierbaren Positionstrajektorien mittels Modellregelkreis und direkter Ki-
nematik bei gleichzeitiger Berücksichtigung von Beschränkungen in Aktor- und Aufga-
benkoordinaten möglich.
Algorithmen zur Trajektoriengenerierung mit Berücksichtigung der vollständigen Kine-
matik existieren bisher auch nicht für den BHA, allerdings wurden geschwindigkeits-
basierte Regelungen von Aufgabenkoordinaten auf Basis der Pseudo-Inversen [MHS14]
sowie mit einem linear-quadratischer Optimierungsansatz mit einem proprietären Sol-
ver [Mah15] implementiert, die in abgewandelter Form auch für die Trajektoriengenerie-
rung verwendet werden können.
1.2 ziele der dissertation & gliederung der arbeit
Als übergeordnetes Ziel sollen Kontinuum-Manipulatoren schnell und präzise mit ei-
nem guten Führungsverhalten angesteuert werden können; allerdings sind im aktuellen
Stand der Technik keine Regelungskonzepte zur Führungsvorgabe bezüglich der Posi-
tionierung unter Berücksichtigung der nichtlinearen dynamischen Effekte zu finden. Für
die Nutzbarkeit und den produktiven Einsatz von Kontinuum-Manipulatoren insbeson-
dere im industriellen Umfeld sollen daher in dieser Arbeit Methoden für den modellba-
sierten Steuerungs- und Regelungsentwurf für redundante Kontinuum-Manipulatoren
nach dem Vorbild der klassischen Robotik entworfen werden. Diese sollen am Beispiel
des Bionischen Handling-Assistenten (BHA) implementiert, validiert und bewertet wer-
den. Im Entwurfsverfahren sind dabei die nichtlinearen dynamischen Effekte in der
Regelung und Steuerung zu berücksichtigen, wobei die Steuerung zur gezielten Füh-
rungsvorgabe durch Realisierung einer exakten Trajektorienfolge und die Regelung zur
Verbesserung des Störverhaltens dienen soll.
Für den modellbasierten Entwurf wird zunächst ein dynamisches Modell im Aktorraum
benötigt, das die Bewegung von Kontinuum-Manipulatoren mit intrinsischen Aktoren
hinreichend gut beschreibt. Da im Stand der Technik bisher keine für den Reglerentwurf
geeigneten dynamischen Manipulatormodelle mit Berücksichtigung der Aktorverkopp-
lungen verfügbar sind, soll ein Modell mit konzentrierten Massen ähnlich der Modelle
klassischer Knickarmroboter entworfen werden. Darauf basierend soll ein Reglerent-
wurfskonzept im Aktorraum entwickelt werden, das zur Aktorentkopplung des verkop-
pelten Manipulators geeignet ist. Dabei soll auch die unterlagerte Druckregelung zur
Ansteuerung der Aktoren hinsichtlich eines besseren Führungsverhaltens erweitert wer-
den. Für den aktorgeregelten Manipulator sollen abschließend verschiedene Methoden
zur Trajektoriengenerierung aus Aufgabenkoordinaten entwickelt und getestet werden,
die auch die zur Vorsteuerung benötigten Ableitungen der Aktorsolltrajektorien enthal-
ten.
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gliederung der arbeit
Zur Umsetzung der zuvor definierten Ziele werden die nötigen Arbeitspakete in dieser
Dissertation nachfolgend bearbeitet:
Für den modellbasierten Reglerentwurf werden in Kapitel 2 zunächst die benötigten
Modelle hergeleitet; als Grundlage dient dazu die Modellierung eines pneumatischen
Einzelbalgs. Danach wird das verwendete kinematische Modell vorgestellt, bevor das
neue dynamische, konzentriert-parametrische Modell hergeleitet wird. Entsprechend
der gewünschten Verwendung des Modells werden außerdem geeignete Modellvereinfa-
chungen präsentiert. Nach der Vorstellung der Komponenten- und Manipulatormodelle
werden Möglichkeiten zur Modellidentifikation diskutiert und die neu entwickelten Mo-
delle am Vergleich von geeigneten Mess- und Simulationsdaten validiert.
Auf Basis dieser Modelle wird in Kapitel 3 ein modellbasierter Kaskadenregler in Ak-
torkoordinaten entwickelt. Dafür wird zunächst der unterlagerte Balgdruckregler detail-
lierter untersucht und gegenüber klassischen Druckreglerkonzepten weiterentwickelt,
sodass das Führungsverhalten unter Berücksichtigung von Schlauchmodellen und Kam-
merdruckbeobachtern verbessert werden kann. Danach wird der äußere, mechanische
Regler betrachtet, wobei zuerst ein existierender, dezentraler Balglängenregler zum spä-
teren Vergleich vorgestellt wird. Zuletzt wird der auf dem neuen konzentriert-parametri-
schen Manipulatormodell basierende Balglängen-Entkopplungsregler mit Vorsteuerung
zur gezielten Verbesserung des Führungs- und Störungsverhaltens hergeleitet. Die Gü-
te aller vorgestellten Regler- und Beobachterentwürfe wird jeweils an experimentellen
Messdaten gezeigt.
Für den entwickelten Regler in Aktorkoordinaten werden in Kapitel 4 mögliche Ver-
fahren zur Trajektoriengenerierung aus Vorgaben in Aufgabenkoordinaten vorgestellt.
Nach der Nennung genereller Herausforderungen werden beispielhaft die Entwicklun-
gen zweier Methoden zur Trajektoriengenerierung präsentiert – zuerst ein Verfahren zur
Offline-Planung von zeitoptimalen Punkt-zu-Punkt-Trajektorien und anschließend eine
onlinefähige Methode zur geschwindigkeitsbasierten Planung von Aufgabenkoordina-
ten.
Abschließend werden in Kapitel 5 die Ergebnisse dieser Arbeit zusammengefasst und
ein Ausblick auf die modellbasierte Entwicklung erweiterter Reglerverfahren für Kon-
tinuum-Manipulatoren auf Basis des konzentriert-parametrischen Manipulatormodells
gegeben.
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In diesem Kapitel sollen geeignete Modelle für den modellbasierten Regelungs- und
Steuerungsentwurf von intrinsischen, pneumatisch betriebenen Kontinuum-Manipulato-
ren am Beispiel des Bionischen Handling-Assistenten (BHA) vorgestellt und hergeleitet
werden. Für die Entwicklung der konzentriert-parametrischen Bewegungsgleichungen
des dynamischen Manipulatormodells zur Beschreibung der verkoppelten Aktormecha-
nik wird zunächst ein kinematisches Modell des Manipulators benötigt. Die modellba-
sierte Antriebssteuerung verlangt außerdem die pneumatischen Komponentenmodelle
der Bälge, Schläuche und Ventile.
Nach einer technischen Vorstellung des BHA werden zunächst die Modelle der Kompo-
nenten vorgestellt. Zur Beschreibung der entkoppelten Aktorik werden sowohl die me-
chanischen als auch die pneumatischen Eigenschaften des Einzelbalgs modelliert; außer-
dem werden Modelle weiterer pneumatischer Komponenten zur Ansteuerung, also die
der Proportionalventile und der Schlauchverbindungen, vorgestellt. Anschließend wer-
den die benötigten Manipulatormodelle betrachtet: Zunächst wird das verwendete kine-
matische Modell vorgestellt und daraufhin das neu entwickelte, dynamische Modell mit
konzentrierten Massen als Erweiterung des entkoppelten Einzelbalgmodells unter Be-
rücksichtigung der Kinematik hergeleitet. Abhängig von der späteren Verwendung des
Modells werden außerdem geeignete Modellvereinfachungen präsentiert. Nach der Vor-
stellung der Komponenten- und Manipulatormodelle werden Möglichkeiten zur Identi-
fikation der benötigten Modellparameter aufgezeigt und die neu entwickelten Modelle
mit geeigneten Messdaten validiert.
2.1 der bionische handling-assistent
Der Bionische Handling-Assistent (BHA) ist ein dem Elefantenrüssel nachempfundener,
pneumatisch angetriebener Roboter (Abb. 1.1), der von der Festo AG entwickelt wurde.
Erstmalig wurde dieser im Jahr 2010 auf der Hannover Messe vorgestellt, bevor das
Entwicklungsteam im gleichen Jahr mit dem Deutschen Zukunftspreis ausgezeichnet
wurde [Fes12]. In veränderter Bauweise wird der Manipulator auch auf der mobilen
Roboter-Lernplattform von Festo Didactic als Robotino® XT [Fes13] und Robotino® XXT
[Fes14] eingesetzt.
Der BHA wird im 3D-Druckverfahren durch Selective Laser Sintering (SLS) hergestellt
[GBV11a; GBV11b]. Dabei wird pulverisiertes Polyamid durch einen Laserstrahl aufge-
schmolzen, sodass ein flexibler Festkörper mit einer schlaufenartigen Struktur entsteht.
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Abbildung 2.1: Aktuierungsprinzip einer pneumatisch betriebenen Sektion: Durch Veränderung
des Luftdrucks paralleler Kammern wird das Strecken und Biegen einer Sektion
ermöglicht. // Bildquelle: Festo AG
Über eine kleine Öffnung können die jeweiligen faltenbalgartigen Kammern mit Luft
befüllt werden. So dient die verformbare Manipulatorstruktur des BHA selbst als Akto-
rik, da das aus der Konstruktion resultierende Aktuierungsprinzip je nach Druckniveau
der parallelen Kammern einer sogenannten Sektion eine Streckung, Biegung (Abb. 2.1)
oder eine Kombination beider ermöglicht. Mit den drei parallelen Kammern einer Sek-
tion ist somit eine kontinuierliche, dreidimensionale Verformung der Sektion möglich.
In einer überarbeiteten Version des Prototypen wurde die Schlaufengeometrie optimiert
und die Anzahl der Schlaufen pro Sektion von zehn auf 18 Schlaufen erhöht, sodass der
Kontakt einzelner Schlaufen auch bei Krümmung vermieden wird und eine geringere
Materialbelastung sichergestellt ist [Mah15].
Durch die serielle Verbindung dreier solcher Sektionen zu einer Manipulatorstruktur
entsteht das Kernstück des Manipulators (Abb. 2.2). Die individuelle, kontinuierliche
Verformung jeder Sektion klassifiziert den Manipulator als Kontinuum-Manipulator –
im Gegensatz zu klassischen Knickarmrobotern, deren Kinematik aus rotierenden Ge-
lenken und festen Armen besteht. Am Ende des Manipulators, dem sogenannten Tool
Balglänge q21
Sektion 1
Sektion 2
Sektion 3
TCP
Luftmassenstrom m˙21
Balgdruck p21
9 Freiheitsgrade
(aktorseitig)
5 Freiheitsgrade
x, y, z, ϕx, ϕy
Si
Bi1
Bi2
Bi3
Bälge 1
Bälge 2
Bälge 3
Balg- und Sektions-
mittellinien Bik, Si
(Schnitt)
Abbildung 2.2: Skizzierter Aufbau eines stehenden BHA-Manipulators, bestehend aus drei Sek-
tionen. Über die Luftmassenströme jeder Kammer kann der Kammerdruck jedes
Faltenbalgs und damit indirekt auch die Länge dieses verändert werden.
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Center Point (TCP), kann ein Greifer befestigt werden1. Dieser TCP besitzt fünf kine-
matische Freiheitsgrade – drei kartesische Positionierungskoordinaten und zwei Orien-
tierungskoordinaten. Die im kartesischen Raum sonst typische dritte Orientierung, die
Torsion, ist bei diesem Manipulator strukturell nicht aktuierbar. Da der Manipulator
jedoch mit seinen drei unabhängig ansteuerbaren Bälgen pro Sektion insgesamt neun
aktorseitige Freiheitsgrade besitzt, ist der Manipulator kinematisch redundant.
Der BHA ist aufgrund seiner flexiblen Manipulatorstruktur und pneumatischen Aktu-
ierung inhärent nachgiebig und somit für die Mensch-Maschine-Interaktion geeignet.
Durch die konstruktionsbedingt geringe aufnehmbare Querkraft des Manipulators und
durch dessen zusätzliche pneumatische Nachgiebigkeit können seitlich auftretende Be-
wegungen oder Schwingungen jederzeit von einem Menschen gehalten werden, sodass
auch bei schnellen Bewegungen kein Verletzungsrisiko besteht. Allerdings bewirkt das
verhältnismäßig weiche Material mit seinem zeitabhängigen Spannungs-Dehnungs-Ver-
halten auch, dass die Manipulatorstruktur keine konstante Steifigkeit besitzt; stattdessen
kriecht das Material bei konstantem Balgdruck und verändert somit im ungeregelten
Zustand – wenn auch sehr langsam – die Länge der Aktoren. Daher ist selbst stationär
keine gleichbleibende Positions-Druck-Zuordnung möglich.
Zur eindeutigen Beschreibung des Manipulators fungieren zunächst die Aktor- bzw.
Gelenkkoordinaten – in diesem Falle die neun Balglängen q, die über passive Seilzüge
entlang der Struktur messbar sind (Abb. 2.2). Als weitere messbare Kenngrößen die-
nen außerdem die neun Kammerdrücke p der Bälge, wobei eine Änderung der Kam-
merdrücke jeweils über eine indirekte Steuerung der entsprechenden Massenströme m˙
erreicht wird. Diese Massenströme werden von neun unabhängigen Proportionalven-
tilen gestellt, die außerhalb der Manipulatorstruktur am Manipulatorfuß angebracht
sind (Abb. 2.3). Je nach Systemgrenze dienen zur Manipulatoraktuierung somit entwe-
der die neun Massenströme m˙ oder die normierten Ventilschieberpositionen v der neun
Proportionalventile als Eingang. Neben den Balglängen- und Balgdrucksensoren existie-
ren zwei weitere Sensoren zur Messung des Versorgungs- und Entlüftungsdrucks, wobei
letzterer durch eine Vakuumdüse künstlich unter Umgebungsdruck abgesenkt werden
kann (Abb. 2.3).
Daraus leitet sich die grundlegende, abstrahierte Fragestellung zur Ansteuerung der
Proportionalventile ab, damit der Manipulator eine gewünschte Bewegung – insbeson-
dere eine hochdynamische – ausführt und wie diese Bewegung vor ihrer Ausführung
geplant werden kann. Ursprünglich wurde der Manipulator rein druckgeregelt betrie-
ben, wobei die Ventilstellsignale über modellbasierte, unverkoppelte Druckregler un-
ter Berücksichtigung der veränderlichen Kammervolumen in Abhängigkeit gemessener
Balglängen bestimmt wurden [Ger11]. Für eine Erweiterung hinsichtlich einer entkop-
pelten, modellbasierten Balglängenregelung wurde der Druckregler um eine kaskadier-
te Reglerstruktur erweitert. Dafür wurde der Einzelbalg als einfach-wirkender Zylinder
mit intrinsischer Steifigkeit modelliert [Mah15]. Ein großer Stellsignalanteil wird dabei
für die Kompensation der intrinsischen Steifigkeit benötigt. Trotz einer Rückführung
der Balglängen kann dem langsamen Kriechen des Balges nur bedingt entgegengewirkt
werden: Zwar kann eine Änderung der Balglängen durch Kriechen anfangs durch den
1 In dieser Arbeit wird der Manipulator ohne Greifer betrachtet, da die Hauptaufgabe in der Ansteuerung
der Manipulatorstruktur liegt. Die entwickelten und beschriebenen Methoden sind jedoch leicht um einen
statischen Greifer erweiterbar.
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Abbildung 2.3: Skizzierter BHA-Versuchsstand mit Sensor- und Aktorschnittstellen.
Proportionalanteil des Reglers ausgeglichen werden, doch wird langfristig eine sehr ho-
he Kreisverstärkung zur Kompensation der veränderten Materialsteifigkeit benötigt, die
aus Stabilitätsgründen nicht realisierbar ist. Stattdessen muss das Kriechen durch einen
integrierenden Regleranteil mit geringer Knickfrequenz ausgeglichen werden.
Zur Beschreibung des TCP und der Manipulatorform wurde ein erstes kinematisches
Modell des Manipulators mit Hilfe eines Tripodmodells bestimmt [Ehr11], welches spä-
ter verfeinert wurde [MHS12] – eine zufriedenstellende Genauigkeit wurde jedoch nicht
erreicht (Tab. 2.1). Die Modellierung mittels des Ansatzes konstanter Krümmungsradien,
die für Kontinuum-Manipulatoren üblich ist, zeigt hingegen deutlich geringere Modell-
fehler [RS12]. Aufgrund von Abweichungen hinsichtlich der Konizität des Manipulators
kann der Ansatz konstanter Krümmungsradien zur Verbesserung der Genauigkeit zu
variablen bzw. stückweise konstanten Krümmungsradien erweitert werden. Diese An-
sätze wurden sowohl an der ursprünglichen Kinematik [Mah+13; MHS14] als auch an
der optimierten Balgstruktur implementiert und getestet [Mah15].
Tabelle 2.1: Vergleich kinematischer Modelle des BHA mit 3 Sektionen.
Modell Literatur Aufwand TCP-Fehlera
Tripodmodell [MHS12] sehr hoch 10 ∼ 40mm
Konstante Krümmungen [RS12] akzeptabel 3 ∼ 15mm
Variable Krümmungen [MHS14; Mah15] hoch 1 ∼ 5mm
a Größenordnungen durchschnittlicher und maximaler euklidischer Fehler des TCP in
den Randbereichen. Höhere Genauigkeiten der TCP-Bestimmung sind auch messtech-
nisch wegen der Messsensitivität der Sensoranordnung nicht erreichbar.
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Von diesen Vorarbeiten wird die Modellierung des Einzelbalgs übernommen, ebenso
wie die in der Pneumatik übliche Modellierung der Proportionalventile. Für die kinema-
tische Modellierung wird der Ansatz der konstanten Krümmungsradien verwendet; für
eine spätere exakte Regelung der Aufgabenkoordinaten kann jedoch auch eine Verwen-
dung des erweiterten Modells der variablen Krümmungen zielführend sein.
2.2 modellierung der komponenten
Im Folgenden werden die Modelle des Einzelbalgaktors, sowie von Proportionalventilen
und Schläuchen vorgestellt, die später für den modellbasierten Reglerentwurf verwen-
det werden sollen. Daher ist die Modellierung hinsichtlich konzentriert-parametrischer,
dynamischer Modelle mit wenigen Zuständen ausgerichtet. Für den Fall, dass die Dy-
namik einzelner Komponenten deutlich höher als das relevante Spektrum liegt, sind
jedoch statische Modelle bevorzugt.
2.2.1 Einzelbalg
Für die Untersuchung der grundlegenden Eigenschaften und für den späteren Regler-
entwurf entkoppelter Aktoren soll zunächst das Modell eines Einzelbalgs hergeleitet
werden, welches bereits in [Mah15] entwickelt wurde. Ein Einzelbalg, der sich nicht im
Sektionsverbund befindet (Abb. 2.4), kann pneumatisch nur in seiner Längsdynamik
aktuiert werden – seine Biegung ist ohne den Einfluss externer Kräfte nicht steuerbar.
Als dynamische Beschreibung dient die Aktorlänge lB. Zur Herleitung der Bewegungs-
gleichung wird ein Ersatzmodell verwendet (Abb. 2.4), wobei vereinfacht angenommen
wird, dass der Balg als massefreier Aktor eine konzentrierte Masse m gegen seine kör-
pereigene Steifigkeit und Dämpfung bewegt. Die Längsdynamik ergibt sich bei Vernach-
lässigung der Gewichtskraft aufgrund unbekannter Einbaulage über eine Kräftebilanz
zu
l¨B =
1
m
(
FB,Akt(pB) − FB,Fdr(lB) − FB,Dmp
(
l˙B
))
, (2.1)
wobei die druckabhängige Aktorkraft
FB,Akt(pB) = AB,Druck (pB − p0) (2.2)
des einseitig bedruckten Zylinders durch den Kammerdruck pB erzeugt wird, der über
die druckwirksame Balgfläche AB,Druck am Balgboden gegen den Umgebungsdruck p0
m
FB,Fdr
FB,Dmp
pB,VB
p0
AB
FB,Akt
lB
Abbildung 2.4: Ersatzschaltbild für die Modellierung eines Einzelbalgs.
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wirkt. Die Federkraft FB,Fdr modelliert die Eigensteifigkeit des Balgs und steigt streng
monoton, aber meist nichtlinear, mit der Balglänge lB. Die Dämpfungskraft FB,Dmp ist
in erster Näherung nur von der Balggeschwindigkeit l˙B abhängig. Da die Aktorkraft
hauptsächlich zur Kompensation der Eigensteifigkeit aufgewendet wird und der Beitrag
der Dämpfungskraft eher gering ist, genügt hier eine lineare Annahme.
Zur Veränderung der Stellkraft wird der Kammerdruck pB des Aktors über den einflie-
ßenden Luftmassenstrom m˙B variiert. Die Bestimmungsgleichung der Druckdynamik
[Göt03] leitet sich vom 1. Hauptsatz der Thermodynamik für offene Systeme ab. Da-
bei wird die Luft als ideales Gas modelliert [Ohl90]. Unter der Annahme konstanter
Lufttemperatur [Göt03] bestimmt sich die Kammerdruckänderung
p˙B =
κB
VB(lB)
(
Rs T0 m˙B −
dVB
(
l˙B
)
dt
pB
)
(2.3)
in Abhängigkeit des Luftmassenstroms m˙B bei konstanter Umgebungstemperatur T0
und der spezifischen Gaskonstante Rs trockener Luft. Die Menge der dem Luftgemisch
zugeführten Wärme wird über den Polytropenkoeffizienten κB parametriert, welcher
in der Pneumatik in der Regel zwischen κB = 1.0 für isotherme Prozesse und κB ≈
1.4 für isentrope Prozesse liegt. Die benötigte Luftmenge wird außerdem durch das
längenabhängige Kammervolumen VB
VB = AB,Vol lB + V0 (2.4)
mit dem Totvolumen V0 und dessen zeitlicher Ableitung
dVB
dt
= V˙B = AB,Vol l˙B (2.5)
bei konstantem Querschnitt beeinflusst, wobei die volumenwirksame Fläche AB,Vol auf-
grund der Schlaufenwindungen kleiner als die druckwirksame GrundflächeAB,Druck des
Balgs ist.
Für die Belüftung konstanter Volumen, beispielsweise einem Fixvolumen oder einem
fest eingespannten Balg, vereinfacht sich die Druckdynamikgleichung (2.3) zu
p˙B =
κB
VB
Rs T0 m˙B, (2.6)
sodass der Luftmassenstrom ein integrierendes Verhalten auf den Druck hat.
Für die kontinuierliche Steuerung des Eingangsmassenstroms m˙B können die Bälge ent-
weder jeweils an pulsweitenmoduliert-gesteuerte Schaltventile z. B. in Brückenschaltung
[DSN12; Dol15] oder an ein 3/3-Proportionalventil angeschlossen werden.
2.2.2 Proportionalventil
Proportionalventile können ihren Öffnungsquerschnitt z. B. durch einen Ventilschieber
verändern und somit den durchfließenden Massenstrom entweder unterbrechen oder
unterschiedlich stark begrenzen.
Die Modellierung eines Ventilkanals [Ohl90] leitet sich über eine ideale Düse ab. Werden
zwei unterschiedliche Druckniveaus durch einen begrenzten Querschnitt getrennt, so
bestimmt sich der ausgleichende Massenstrom
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m˙V = ρpprim Ψ
(
psek
pprim
,bV
) CV︷             ︸︸             ︷
CV,max C˜V(v) (2.7)
zwischen dem höheren Primärdruck pprim und dem niedrigeren Sekundärdruck psek
eines Mediums der Normdichte ρ unter Vernachlässigung des Temperaturunterschieds
durch den Leitwert CV und die Durchflussfunktion Ψ.
Der Leitwert CV hängt von dem maximalen Leitwert CV,max des geöffneten Ventils und
der normierten Ventilöffnung v als direkte Steuermöglichkeit ab (Abb. 2.5a). Die Durch-
flussfunktion beschreibt den Einfluss des Druckverhältnisses psek/pprim zwischen Sekun-
därdruck und Primärdruck. Für technische Widerstände und Drosseln weicht die Durch-
flussfunktion von der der idealen Düse ab [Ohl90]. Nach der Norm ISO 6358 [ISO89]
kann die Durchflussfunktion für Blenden näherungsweise über eine Ellipsenform ange-
nähert werden [San71] und lässt sich in zwei durch das kritische Druckverhältnis bV
getrennte Bereiche
Ψ
(
psek
pprim
,bV
)
=

1 für psekpprim 6 bV (überkritisch)√√√√1−( psekpprim−bV1−bV
)2
für psekpprim > bV (unterkritisch)
(2.8)
unterteilen (Abb. 2.5b), wobei im überkritischen Bereich Schallgeschwindigkeit auftritt.
Für die Beschreibung des Massenstroms beider Ventilkanäle
m˙V =
ρpVers Ψ(pV/pVers,bV) CV,max C˜V(v) für v > 0
ρ pV Ψ(pEntl/pV ,bV) CV,max C˜V(v) für v < 0
(2.9)
muss zwischen dem Belüftungsfall v > 0, bei dem der Primärdruck dem Versorgungs-
druck pVers und der Sekundärdruck dem Ventildruck pV entspricht, und dem Entlüf-
tungsfall v < 0, bei dem der Primärdruck dem Ventildruck pV und der Sekundärdruck
dem Entlüftungsdruck pEntl entspricht, unterschieden werden. Der Entlüftungsdruck
entspricht i. A. dem Umgebungsdruck p0 – er kann aber auch ein Unterdruck eines
abgeschlossenen Vakuums sein.
v
C˜V
0 1
0
1
bV
psek/pprim
Ψ
-1 1
1
-1
a) Normierte Leitwertsfunktion b) Durchflussfunktion
Abbildung 2.5: Beispielhafte Charakteristiken von Proportionalventilen: Die normierte Leitwerts-
funktion C˜V ist durch die normierte Ventilöffnung v parametriert und die Durch-
flussfunktion Ψ durch das kritische Druckverhältnis bV.
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Das Verhalten des Ventilschiebers und des resultierenden normierten Öffnungsverhält-
nisses v ist für die meisten Ventile mit ca. 200Hz im Vergleich zur Druckdynamik quasi-
stationär und somit deren Dynamik vernachlässigbar.
2.2.3 Pneumatischer Schlauch
Die zu belüftende Kammer und das steuernde Ventil sind durch einen Schlauch mit-
einander verbunden. Bei kurzen Schläuchen kann angenommen werden, dass der Mas-
senstrom des Ventils m˙V identisch mit dem in den Balg einfließenden Massenstrom m˙B
ist. Für längere Schläuche ist diese Annahme jedoch nicht mehr gültig, da dann der
Staudruck und die Transportzeit mit zunehmender Schlauchlänge zunimmt. So kann
der Staudruck eines ca. 1m langen Schlauchs mit 4mm Innendurchmesser für einen
Druckanstieg der Kammer um 1 bar/s bereits 0.2 bar betragen. Um die Schlauchcharakte-
ristiken im Reglerentwurf mitzuberücksichtigen und um ein Entwurfsmodell eines Kam-
merdruckbeobachters bereitzustellen, soll daher im Folgenden ein geeignetes Schlauch-
modell hergeleitet werden.
Bei der Herleitung des Schlauchmodells nach [RNM15] wird zur Fokussierung auf die
dominanten Effekte angenommen, dass der
• nicht-elastische Schlauch der Länge lS mit
• konstanten Strömungsquerschnitt AS von einem
• kompressiblen, massebehafteten und homogenen Strömungsmedium durchflos-
sen wird, dass
• Druckluft als ideales Gas modelliert werden kann, dass
• keine thermischen Wechselwirkungen zwischen Innenvolumen und Wand auftre-
ten, sowie dass
• nichtlineare, konvektive Beschleunigungsterme vernachlässigt werden können.
Diese Annahmen schränken die Anwendung auf die meisten pneumatischen Schläuche
nicht oder nicht signifikant ein, wobei nichtlineare Reibungsterme im späteren Verlauf
wieder berücksichtigt werden. Im Folgenden wird nun die Herleitung eines konzen-
triert-parametrischen Schlauchmodells aus einem verteilt-parametrischen Modell prä-
sentiert [RNM15].
Die pneumatischen Zustandsgrößen im Schlauch bestehen aus dem Druck p = p(z, t)
zur Beschreibung des Potentials und dem Massenstrom m˙ = m˙(z, t) zur Beschreibung
des Flusses, die sowohl mit der Zeit t > 0 und entlang der achsparallelen Ortskoordi-
nate z ∈ [0, lS] des Schlauchs veränderlich sind (Abb. 2.6). Das dynamische Verhalten
0 lS
z
AS
m˙(0, t) = m˙V(t) p(lS, t) = pB(t)
p(z, t) , m˙(z, t)
ventilseitig balgseitig
Abbildung 2.6: Verteilt-parametrisches Schlauchmodell mit Randbedingungen und Parametern.
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der Zustandsgrößen kann durch ein Modell mit linearer, laminarer Reibung zur Cha-
rakterisierung der massenstrom-proportionalen, viskosen Verluste beschrieben werden
[WT88]. Daraus ergibt sich das verkoppelte, partielle Differentialgleichungssystem ers-
ter Ordnung
−
∂p(z, t)
∂z
=
1
AS
∂m˙(z, t)
∂t
+ R` m˙(z, t) z ∈ (0, lS) , t > 0 (2.10a)
−
∂m˙(z, t)
∂z
=
AS
c2
∂p(z, t)
∂t
z ∈ (0, lS) , t > 0 (2.10b)
mit längennormiertem laminarem Reibwiderstand R`, normierter Induktivität 1/AS und
normierter Kapazität AS/c2 in Abhängigkeit der schlauchunabhängigen Schallgeschwin-
digkeit c [Kri12]. Als Anfangsbedingung
m˙(z, 0) = 0 p(z, 0) = p0 (2.10c)
wird meist eine stationäre Ruhelage gewählt, in der der Druck im Schlauch dem Umge-
bungsdruck p0 entspricht und kein Massenstrom fließt. Als Randbedingungen
m˙(0, t) = m˙V(t) = u1 p(lS, t) = pB(t) = u2 (2.10d)
dienen die ventilseitige Massenstromvorgabe am Schlauchanfang und der balgseitige
Druck am Schlauchende. Als Ausgangsgleichungen
y1 = m˙(lS, t) = m˙B(t) y2 = p(0, t) = pV(t) (2.10e)
werden die entgegengesetzten Randwerte gewählt, also der ventilseitige Druck pV am
Schlauchanfang und der balgseitige Massenstrom m˙B am Schlauchende (Abb. 2.7). Aus-
gewertet an den Schlauchenden ergibt sich eine algebraische Lösung mit hyperbolisch-
trigonometrischen Funktionen [SD86], die jedoch nicht für den Reglerentwurf im Zeit-
bereich geeignet sind [RNM15].
Schlauchm˙(0, t) = m˙V(t)
p(lS, t) = pB(t)
m˙B(t) = m˙(lS, t)
pV(t) = p(0, t)
Abbildung 2.7: Das Schlauchmodell als vierpoliges Ein-Ausgangsmodell.
Für den Vierpol (Abb. 2.7) mit den Eingängen
u =
[
m˙V pB
]ᵀ (2.11)
und den Ausgängen
y =
[
m˙B pV
]ᵀ (2.12)
soll daher ein reduziertes Modell möglichst niedriger Ordnung gesucht werden, das die
erste Eigenfrequenz der algebraisch exakten Lösung wiedergibt. Dafür wird die alge-
braische Lösung nach Approximation des Kosinus Hyperbolicus zu 1 und des Sinus
Hyperbolicus als lineare Funktion in den Zeitbereich übertragen – ähnlich der Finiten-
Volumen-Methode mit einem Volumen [Kri12]. Da diese niedrige Approximation jedoch
einen Fehler in der ersten Eigenfrequenz aufweist, wird das Modell um einen analytisch
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bestimmbaren Faktor zur Korrektur der ersten Eigenfrequenz erweitert [RNM15], so-
dass das korrigierte Modell
dm˙B
dt
=
AS
lS
(pV − pB − R` lS m˙B) (2.13a)
dpV
dt
=
pi2
4
c2
AS lS
(m˙V − m˙B) (2.13b)
aus der linear abgeschnittenen Taylorentwicklung erhalten wird und die Zustände x = y
den Ausgängen (2.12) entsprechen. Die erste Eigenfrequenz des Schlauchs
ω0 =
pi
2
c
lS
(2.14)
hängt primär von der reziproken Schlauchlänge ab, während die Dämpfung
D =
R` lSAS
c pi
(2.15)
mit dem Schlauchvolumen lSAS wächst.
Das um den Korrekturfaktor veränderte Model weist ein deutlich verbessertes Übertra-
gungsverhalten auf [RNM15]. Mit den physikalischen Zusammenhängen
AS = pi
d2S
4
(2.16)
c =
√
κS Rs T0 (2.17)
und dem Ausdruck des längennormierten laminaren Reibwiderstands R` [WT88]
R` =
8pi
A2S
µ` =
128
pid
4
S
µ` (2.18)
in Abhängigkeit des Schlauchdurchmessers und des Reibungskoeffizienten µ` ergibt
sich das zusammengefasste Schlauchmodell im Zustandsraum zu
d
dt
[
m˙B
pV
]
=
[
−a3 a1
−a2 0
][
m˙B
pV
]
+
[
0 −a1
a2 0
][
m˙V
pB
]
, (2.19)
wobei die konstanten Abkürzungen
a1 =
AS
lS
=
pi
4
d2S
lS
(2.20a)
a2 =
κS Rs T0
AS lS
pi2
4
=
κS Rs T0 pi
lS d
2
S
(2.20b)
a3 = lS R` = lS
128
pid
4
S
µ` (2.20c)
physikalischer Größen verwendet werden, von denen a3 der Dämpfungskoeffizient ist.
Bisher wurde nur eine lineare, massenstromabhängige Reibung berücksichtigt, die cha-
rakteristisch für laminare Strömung ist. In der Pneumatik – insbesondere in der Servo-
pneumatik – treten jedoch hohe Strömungsraten mit turbulenter Strömung auf. Der zu
beobachtende Druckabfall am Schlauchende ähnelt näherungsweise der einer Blende,
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welcher mit der sogenannten C-b-Wert-Methode der Blendengleichung (2.7) und einer
entsprechenden Durchflussfunktion (2.8) modelliert wird, wobei die Werte für Leitwert
und kritischen Durchfluss des Schlauchs
CS =
0.029d2S√
lS
d
5/4
S
+ 510
(2.21a)
bS =
474
d2S
CS (2.21b)
empirisch in Abhängigkeit des Schlauchdurchmessers dS und der Schlauchlänge lS be-
stimmt werden können [Bal85], bevor sie im Versuch ggf. leicht angepasst werden müs-
sen. Der resultierende Druckabfall am Schlauchende
∆p = Ψ−1(pB, m˙B,CS,bS, ρ) − pB (2.22)
ergibt sich, indem der schlauchseitige Blendendruck Ψ−1 im Be- bzw. Entlüftungsfall
aus der nach Primär- bzw. Sekundärdruck aufgelösten Blendengleichung (2.7) durch In-
vertierung der Durchflussfunktion (2.8) bestimmt wird, sodass das resultierende nichtli-
neare Schlauchmodell
d
dt
[
m˙B
pV
]
=
[
0 a1
−a2 0
][
m˙B
pV
]
+
[
0 −a1
a2 0
][
m˙V
pB
]
+
[
−a1
0
] (
Ψ−1 − pB
)
(2.23)
die dominante turbulente Reibung statt der linearen Dämpfung a3 (2.20c) beinhaltet
[RNM15]. Ohne weitere Anpassungen ist dieses Modell für Schläuche mittlerer Län-
ge2 und abschließende Kammern, deren Volumen etwa zehnmal oder größer als die
Schlauchvolumen sind, gültig.
Da nun Modelle aller relevanten Komponenten vorliegen, soll im nächsten Schritt der
Manipulator selbst modelliert werden.
2.3 modellierung des manipulators
Der Manipulatorarm des BHA besteht aus neun Einzelbälgen (Abb. 2.2), von denen
jeweils drei in paralleler Anordnung zu einer Sektion lasergesintert sind. Die Sektio-
nen werden wiederum in serieller Anordnung zum Manipulator zusammengesetzt. Im
Folgenden werden die verwendeten kinematischen Modelle vorgestellt und die neu ent-
wickelte dynamische Modellierung des Manipulators hergeleitet.
2.3.1 Kinematische Modellierung
Ziel der kinematischen Modellierung ist es, die Manipulatorform und die Pose des Werk-
zeugpunkts am Effektor zu beschreiben. Als kompaktes Modell für Kontinuum-Mani-
pulatoren wie den BHA hat sich der Ansatz konstanter Krümmungen bewährt [JW06a;
WJ10]. Eine erste Implementierung am BHA zeigt eine zufriedenstellende Übereinstim-
mung zwischen dem Modell und Vergleichsmessungen [RS12]. Zur Berücksichtigung
2 Das Modell wurde für Längen von ca. 10 cm bis 6m getestet, wobei es an den Grenzwerten sehr steif bzw.
sehr träge ist.
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der konischen Verjüngung der Balgabstände zur Sektionsmittellinie von 2.5 ◦ im un-
ausgelenkten Zustand wurde die Methode erweitert und das Modell der stückweise
konstanten Krümmungen hergeleitet [MHS14; Mah15].
Beide Ansätze vereinen u. a. die Gemeinsamkeiten, dass zwischen dem Aktorraum mit
den mess- und regelbaren Aktorkoordinaten – bei Knickarmrobotern auch Gelenkkoor-
dinaten genannt – und dem Aufgabenraum mit seinen Aufgabenvariablen ein zusätzli-
ches Hilfskoordinatensystem eingeführt wird (Abb. 2.8). Dieses Hilfskoordinatensystem
wird als Konfigurationsraum bezeichnet und beschreibt die Sektions- und Manipulator-
form mittels Konfigurationskoordinaten.
q k H x
fspezifisch fallgemein faufgabe
Aktor-
raum
Konfigurations-
raum
Aktor-
koordinaten
Konfigurations-
koordinaten
Manipulator-
posen
Aufgaben-
variablen
Aufgabenraum
Abbildung 2.8: Koordinatensysteme zur Beschreibung der Manipulatorkinematik.
Zur späteren Herleitung des dynamischen Modells ist der Ansatz der konstanten Krüm-
mungen mit seiner geringeren Komplexität vorzuziehen, wohingegen der Ansatz der
stückweise konstanten Krümmung zur exakten Positionierung oder TCP-Regelung bes-
ser geeignet ist. Im nächsten Schritt wird daher zuerst das Modell der konstanten Sek-
tionskrümmungen [JW06a; RS12] vorgestellt und ergänzt, bevor darauf aufbauend der
Ansatz der stückweise konstanten Krümmungen folgt.
2.3.1.1 Ansatz konstanter Sektionskrümmungen
Als Grundlage der kinematischen Modellierung werden die Aktorkoordinaten im Ak-
torraum benötigt. Durch Definition der einzelnen Balglängen lB als generalisierte Koor-
dinaten qi können die generalisierten Koordinaten des gesamten Manipulators mit n
Sektionen zu
q =
[
q11 q12 . . . qn3
]ᵀ (2.24a)
=
[
q1 q2 . . . q{3n}
]ᵀ (2.24b)
zusammengefasst werden (Abb. 2.9a). Diese Koordinaten sind über Seilzugsensoren di-
rekt messbar3 und über den Kammerdruck steuerbar. Zwei Schreibweisen ermöglichen
• eine balg- und sektionsweise Notation der Aktorkoordinate qik mit zwei Indices
(2.24a), wobei der erste Index i ∈ {1, . . . ,n} die Sektion und der zweite Index k ∈
{1, 2, 3} den Balg innerhalb der Sektion beziffert, sowie
• eine manipulatorweite Aktorindizierung aller Vektorelemente qj (2.24b) mit einem
globalen Aktorindex j ∈ {1, . . . , 3n}.
Erstere Schreibweise ist für die Herleitung der Modellierung geeigneter, während letzte-
re für eine kompakte Schreibweise des finalen Modells dienlicher ist.
Im speziell eingeführten Konfigurationsraum steht mit den Konfigurationskoordina-
ten k eine aktorunabhängige Beschreibung der Manipulatorform zur Verfügung. Der für
3 Die Herleitung von Seilzuglängen zu Balglängen ist im Anhang A.1 aufgeführt.
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a) Aktorkoordinaten b) Konfigurationskoordinaten
Abbildung 2.9: Definition der mess- und steuerbaren Aktorkoordinaten q (a) und der Konfigu-
rationskoordinaten k zur Beschreibung der Sektionsformen (b).
Kontinuum-Manipulatoren entwickelte Ansatz der konstanten Krümmungen [JW06a;
WJ10] definiert die Konfigurationskoordinaten
ki =
[
φi κi `i
]ᵀ (2.25)
der kontinuierlichen Deformation jeder Sektion i über deren Sektionslänge `i, Sekti-
onskrümmung κi und Orientierung φi (Abb. 2.9b). Der Kehrwert der Krümmung 1/κi
entspricht dem Sektionsbiegeradius und der resultierende Biegewinkel ψi
ψi = κi `i (2.26)
ergibt sich aus dem Produkt von Sektionslänge und Krümmung.
Die Berechnung der Konfigurationskoordinaten (2.25) aus den Aktorkoordinaten (2.24)
erfolgt sektionsweise durch Anwendung der spezifischen Abbildung fspezifisch (Abb. 2.8)
fspezifisch : ki = ki
(
qi1,qi2,qi3
)
= ki(qi) , (2.27)
wobei diese Abbildung von Manipulator zu Manipulator unterschiedlich ist. Über geo-
metrische Beziehungen ergibt sich die spezifische Abbildung für den BHA zu
φi = arctan2
(√
3
(
qi3 − qi2
)
, qi2 + qi3 − 2qi1
)
, (2.28a)
κi = 2
√
q2i1+q
2
i2+q
2
i3−qi1 qi2−qi2 qi3−qi3 qi1
(qi1+qi2+qi3) rBi
, (2.28b)
`i =
1
3
(
qi1 + qi2 + qi3
)
, (2.28c)
entsprechend des Ansatzes konstanter Krümmungen [RS12; Fal+15b] mit dem geometri-
schen Parameter rBi, der den mittleren Abstand von der Sektionsmittellinie zur Balgmit-
tellinie bestimmt, und der arctan2-Funktion als erweiterte Funktion des Arkustangens4.
Für den Fall, dass eine Sektion nicht verbogen ist und alle drei Aktoren dieser Sektion
die gleiche Länge aufweisen, ist die Sektionskrümmung κi null. In dieser Konstellation
4 Der Operator arctan2(? , ?) ist so definiert, dass für φ über den Wertebereich φ ∈ (−pi,pi] der Zusammen-
hang φ = arctan2(sinφ , cosφ) gültig ist.
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Abbildung 2.10: Sektions-, Manipulator- und Werkzeugposen in Aufgabenkoordinaten.
entspricht die Sektionslänge genau den Balglängen – die Orientierung φi der nicht vor-
handenen Krümmung ist jedoch nicht definiert und darf nicht pauschal zu null gesetzt
werden.
Der Aufgabenraum (Abb. 2.8) dient zur Beschreibung des Werkzeugpunktes bezüglich
eines festen Referenzsystems, beispielsweise zur Programmierung der Endeffektorbewe-
gung. Zur besseren Referenzierung werden weitere Koordinatensysteme R eingeführt
(Abb. 2.10), darunter auch
• ein Endeffektorsystem Re am TCP des Manipulators zur Referenzierung eines an-
geschraubten Greifers,
• die Kopf- und Fußkoordinatensysteme Rih und Rib der hintereinander verknüpf-
ten Sektionen i des Manipulators und
• das Weltkoordinatensystem Rw als Referenzsystem.
Auch wenn Aufgabenräume aufgrund der intuitiven Bedienbarkeit häufig in kartesi-
schen Koordinaten definiert werden, können auch andere Aufgabenkoordinatensysteme
– z. B. in Zylinderkoordinaten – definiert werden.
Um das Koordinatensystem des Endeffektors Re in Bezug auf das Weltkoordinatensys-
tem Rw eindeutig zu beschreiben, sind fünf unabhängige Freiheitsgrade
x =
[
x y z ϕx ϕy
]ᵀ (2.29)
nötig, die sich aus drei Positionen im kartesischen Raum und zwei Winkeln zur Be-
stimmung der Orientierung zusammensetzen. Der in der Robotik sonst übliche dritte
Winkel zur Beschreibung der Torsion kann von Kontinuum-Manipulatoren dieser Art
weder aktuiert noch mittels der symmetrisch angeordneten Seilzugsensoren gemessen
werden. Außerdem kann je nach Aufgabe auch eine Untermenge von (2.29) – z. B. zur
reinen Positionierung – oder auch eine zylindrische Darstellung gewählt werden.
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Abbildung 2.11: Schnitt durch die Sektionskinematik mit festem Fuß- und Kopfteilen der Län-
gen `ib und `ih und variablem Aktorbereich konstanter Krümmung κi (a) bzw.
(überzeichneter) variabler Krümmung κi0 bis κi1 (b) aufgrund Konizität.
Zur allgemeinen Beschreibung der Manipulatorposen wird daher die homogene Trans-
formationsmatrix H [Sic+09] eingeführt (Abb. 2.8), die aus der Rotationsmatrix R und
dem Verschiebungsvektor o
jHi =
[
jRi
joi
01×3 1
]
∈ R4×4 (2.30)
eines Koordinatensystems i bezüglich des Bezugskoordinatensystems j besteht und die
den kinematischen Zustand vollständig und aufgabenunabhängig beschreibt. Mit der
homogenen Transformation lassen sich Ortsvektoren und Kräfte5
jr = jHi
ir (2.31a)
jF = jHi
iF (2.31b)
von einem Koordinatensystem Ri in ein Koordinatensystem Rj transformieren; die Hin-
tereinanderschaltung bzw. serielle Verknüpfung mehrerer homogener Transformationen
kHi =
kHj
jHi (2.32)
erfolgt durch Multiplikation.
Die Bestimmung der homogenen Manipulatortransformation H aus den Konfigurati-
onskoordinaten k erfolgt über eine manipulatorunabhängige, allgemeine Abbildung
fallgemein (Abb. 2.8) unter Verwendung des Ansatzes konstanter Krümmungen jeder Sek-
tion (Abb. 2.11a). Daher werden zunächst die Abbildungen der einzelnen Sektionen
aufgestellt, die anschließend durch Multiplikation zur Manipulatortransformation ver-
knüpft werden.
Für die Bestimmung der Transformationsmatrix einer Sektion ibHih aus den Konfigura-
tionskoordinaten ki der Sektion i wird die allgemeine Sektionsabbildung
fallgemein,sek :
ibHih =
ibHih(ki) (2.33)
5 Zur Verwendung mit homogenen Transformationen werden Ortsvektoren r zu
[
rx ry rz 1
]ᵀ und (verschie-
bungsinvariante) Kraftvektoren F zu
[
Fx Fy Fz 0
]ᵀ erweitert.
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zwischen Sektionsfuß mit Index b und Sektionskopf mit Index h verwendet. Da jede
Sektion aus einem konstanten Fuß- und Kopfelement und einer dazwischenliegenden
variablen Balgstruktur besteht (Abb. 2.11a), wird die Sektionstransformation
ibHih(ki) =
ibHi0,const
i0Hi1(ki)
i1Hih,const (2.34)
in konstante Fuß- und Kopftransformationen
ibHi0,const =

1 0 0 0
0 1 0 0
0 0 1 `ib
0 0 0 1
 (2.35a)
i1Hih,const =

1 0 0 0
0 1 0 0
0 0 1 `ih
0 0 0 1
 (2.35b)
mit reinen Verschiebungen `ib und `ih in lokalen z-Koordinaten [Mah15] und eine verän-
derliche Transformation i0Hi1(ki) für den variablen Aktorbereich aufgeteilt. Die Trans-
formation des variablen Aktorbereichs
i0Hi1 =

c2φ(cκ` − 1) + 1 sφcφ(cκ` − 1) cφsκ`
cφ(1−cκ`)
κ
sφcφ(cκ` − 1) c2φ(1− cκ`) + cκ` sφsκ`
sφ(1−cκ`)
κ
−cφsκ` −sφsκ` cκ`
sκ`
κ
0 0 0 1
 (2.36)
bestimmt sich durch eine Verkettung von vier Rotationen und einer dazwischen ausge-
führten Verschiebung nach Denavit-Hartenberg [WJ10] unter Verwendung der Abkür-
zungen
cφ = cosφi , sφ = sinφi , cκ` = cos κi`i , sκ` = sin κi`i (2.37)
der trigonometrischen Funktionen zur vereinfachten Lesbarkeit.
Für den Fall, dass der variable Sektionsbereich aufrecht statt gekrümmt steht und die
Orientierung φi bei einer Krümmung κi von null nicht definiert ist, wird die aufrecht
stehende Sektion nur durch die Sektionslänge `i parametriert. Der Grenzwert von (2.36)
für κi → 0 lautet dann
i0Hi1(κi → 0) =

1 0 0 0
0 1 0 0
0 0 1 `i
0 0 0 1
 , (2.38)
analog zu den rein translatorischen Fuß- und Kopfsegmenten (2.35).
Nach Bestimmung der allgemeinen Sektionsabbildung kann nun die allgemeine Mani-
pulatorabbildung fallgemein von dem Sektionskopf der Sektion i zum Weltkoordinaten-
system Rw
fallgemein :
wHih =
wHih(k) (2.39)
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unter Verwendung aller Konfigurationskoordinaten k (2.25)
k =
[
k1 · · · kn
]ᵀ
=
[
φ1 κ1 `1 φ2 . . . `n
]ᵀ
(2.40)
durch sequentielle Ausführung der einzelnen Sektionstransformationen erstellt werden.
Dabei ist das Fußkoordinatensystem einer Sektion
Rib = R{i−1}h (2.41)
identisch mit Kopfkoordinatensystem der vorherigen Sektion. So ergibt sich die Trans-
formationsmatrix für die allgemeine Manipulatorabbildung (2.39)
wHih(k(q)) =
wH1b︸  ︷︷  ︸
konst.
i∏
ξ=1
ξbHξh(kξ(qξ)) (2.42)
durch die Verwendung des Produkts der lokalen Sektionstransformationen ξbHξh der
i-ten und darunterliegenden Sektionen (2.34), die jeweils nur von den Konfigurations-
koordinaten kξ und entsprechenden Aktorkoordinaten qξ der eigenen Sektion abhän-
gen, und einer konstanten Manipulatorbasistransformation wH1b, die die Manipulator-
basis bezüglich des gewünschten Weltkoordinatensystems beschreibt (Abb. 2.10). Ana-
log kann auch die Transformation für die Pose eines Werkzeugs
wHe =
wHnh
nhHe (2.43)
berechnet werden, das am Kopf der letzten Sektion i = n angebracht ist, wenn der TCP
des Werkzeugs bezüglich des Endeffektorsystems Re um die konstante Transformation
nhHe verschoben und verdreht ist.
Nach vollständiger Beschreibung der allgemeinen Abbildung kann nun die aufgaben-
spezifische Abbildung faufgabe (Abb. 2.8) für die Aufgabenkoordinaten x bestimmt wer-
den. Für die zuvor festgelegten kartesischen Positionen x, y und z und den Verdrehun-
gen ϕx und ϕy um die x- bzw. y-Achse (2.29) bestimmt sich die aufgabenspezifische
Abbildung der i-ten Sektion
faufgabe : xi =

xi
yi
zi
ϕxi
ϕyi

=

wHih[1,4]
wHih[2,4]
wHih[3,4]
arctan2
(
−wHih[2,3] ,
wHih[3,3]
)
arctan2
(
wHih[1,3] ,
wHih[3,3]
)

(2.44)
in Abhängigkeit der homogenen Transformation wHih, wobei die Darstellung ?[i,j] je-
weils die i-te Zeile und die j-te Spalte der Matrix ? bezeichnet.
Somit ist die gesamte kinematische Kette
xi = xi(
wHih(k(q))) (2.45)
zur Bestimmung der Aufgabenkoordinaten x in Abhängigkeit der Aktorkoordinaten q
mittels manipulatorspezifischer (2.27), allgemeiner (2.39) und aufgabenspezifischer Ab-
bildung (2.44) bekannt.
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2.3.1.2 Ansatz stückweise konstanter Sektionskrümmungen
In den meisten Fällen reicht der zuvor vorgestellte Ansatz der konstanten Sektions-
krümmungen aus, um die gleichmäßig gekrümmte Form einer Sektion zu beschreiben
(Abb. 2.11a). Da dieser Ansatz keine Veränderung der Krümmung innerhalb einer Sek-
tion z. B. durch eine konische Verjüngung (Abb. 2.11b) beschreiben kann, wurde der
Ansatz hinsichtlich variabler Sektionskrümmung erweitert und die Transformation des
Aktorbereichs i0Hi1 (2.36) durch eine erweiterte, für eine variable Krümmung angepass-
te Transformation ersetzt.
Dafür wird der variable Aktorbereich in nSeg Segmente gleicher Teillänge mit konstan-
ter aber unterschiedlicher Krümmung unterteilt (Abb. 2.11b). Die Berechnung der nSeg
Teiltransformationen erfolgt unter Verwendung der entsprechenden Teillänge mit seg-
mentweise angepassten Krümmungen analog zu der Berechnung konstanter Sektionen
(2.36), bevor diese Multiplikation die Sektionstransformation ergeben. Für weitere De-
tails sei auf [Mah15] verwiesen.
In diesem Ansatz steigt der Rechenaufwand mit Anzahl der Diskretisierungssegmen-
te nSeg bei n Sektionen durch die zusätzliche Schleife mit O
(
nSegn
)
stark an. Im Falle
des BHA würde sich eine Wahl von nSeg = 18 Segmenten pro Sektion anbieten, da dies
der tatsächlichen Schlaufenanzahl entspricht – allerdings steigt damit die Zahl der zu be-
rechnenden homogenen Transformationen der allgemeinen Manipulatortransformation
von vorher n = 3 auf nSeg · n = 54. Daher muss z. B. bei einer Implementierung auf ei-
ner Industriesteuerung zwischen Genauigkeit und Recheneffizienz abgewogen werden.
Als Grundlage für die Beschreibung der Dynamik und zur Berechnung der differentiel-
len Kinematik ist das Modell konstanter Krümmungen meist ausreichend. Lediglich für
eine exakte Beschreibung der TCP-Position kann das Modell variabler Krümmung ge-
eigneter sein (Tab. 2.1) – wobei der Einfluss einer geringen Konizität, wie z. B. am BHA
von 2.5 ◦ im unausgelenkten Zustand, selbst hier den zusätzlichen Rechenaufwand nicht
rechtfertigt.
Mit dem vorgestellten kinematischen Modell können die absoluten Aufgabenkoordina-
ten aus den Aktorkoordinaten berechnet werden. Um auch eine analytische Bestimmung
der Aufgabengeschwindigkeiten zu ermöglichen, wird im Folgenden die differentielle
Kinematik hergeleitet.
2.3.2 Bestimmung der differentiellen Kinematik
Der Zusammenhang zwischen Aktorgeschwindigkeiten q˙ und den entsprechenden Auf-
gabengeschwindigkeiten x˙
x˙ = J(q) q˙ (2.46)
ist über die Jacobimatrix J
J(q) =
∂x
∂q
(2.47)
als Quotient der infinitesimalen Änderung der Werkzeugposition zu der infinitesimalen
Änderung der Aktorkoordinaten definiert. Um über die Jacobimatrix und gemessene
Aktorgeschwindigkeiten die TCP-Geschwindigkeit in Aufgabenkoordinaten zu berech-
nen (2.46), kann die Bestimmung der Jacobimatrix ohne Messung der Aufgabenkoor-
dinaten entweder numerisch über Differenzenquotienten der kinematischen Kette oder
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analytisch erfolgen. Da eine numerische Berechnung der Jacobimatrix bei neun Aktoren
18 Auswertungen der Kinematik (2.45) erfordert, ist eine analytische Implementierung
vorteilhaft.
Die analytische Berechnung der Jacobimatrix erfolgt über die Ableitung der kinemati-
schen Kette (2.45)
J(q) =
∂x
∂q
=
∂x
∂H
∂H
∂k
∂k
∂q
Jaufgabe
Jallgemein
Jspezifisch
(2.48)
unter Verwendung der Kettenregel, sodass entsprechend der kinematischen Abbildun-
gen drei Jacobimatrizen benötigt werden.
Da die Jacobimatrix nur für vektorielle Funktionen definiert ist, wird die homogene
Transformation zur Berechnung der Jacobimatrix in der Verkettung ∂x/∂H∂H/∂k vektoriell
∂H =
[
∂H[1,1] ∂H[2,1] ∂H[3,1] ∂H[4,1] ∂H[1,2] · · · ∂H[4,4]
]
(2.49)
mit spaltenweiser Anordnung umsortiert, sodass sich die aufgabenspezifische Jacobima-
trix
Jaufgabe =
∂x
∂H
=

0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 0 0 0 0 h1 h2 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 h3 0 h4 0 0 0 0 0

∂x/∂H[1,1]
∂x/∂H[2,1]
. . . ∂x/∂H[1,2]
∂x/∂H[4,1]
∂x/∂H[4,4]. . .
(2.50)
für die Aufgabenkoordinaten x aus (2.44) unter Verwendung der Abkürzungen
h1 =
∂ϕx
∂wHih[2,3]
= −
wHih[3,3]
wH2ih[2,3] +
wH2ih[3,3]
(2.51a)
h2 =
∂ϕx
∂wHih[3,3]
=
wHih[2,3]
wH2ih[2,3] +
wH2ih[3,3]
(2.51b)
h3 =
∂ϕy
∂wHih[1,3]
=
wHih[3,3]
wH2ih[1,3] +
wH2ih[3,3]
(2.51c)
h4 =
∂ϕy
∂wHih[3,3]
= −
wHih[1,3]
wH2ih[1,3] +
wH2ih[3,3]
(2.51d)
für die Ableitungen der Arkustangens-Funktion ergibt.
Die Jacobimatrix der allgemeinen Abbildung
Jallgemein =
∂H
∂k
(2.52)
für vektorielle homogene Transformationen H abgeleitet nach allen Konfigurationskoor-
dinaten k (2.40) bestimmt sich, in dem die Ableitungen zunächst für die Konfigurations-
koordinaten jeder Sektion
∂H
∂ki
=

∂H[1,1]
∂φi
∂H[1,1]
∂κi
∂H[1,1]
∂`i
...
...
...
∂H[4,4]
∂φi
∂H[4,4]
∂κi
∂H[4,4]
∂`i
 (2.53)
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unabhängig berechnet werden, bevor sie zur Verwendung in (2.48) zu einer zusammen-
hängenden Jacobimatrix
∂H
∂k
=
[
∂H
∂k1
∂H
∂k2
· · · ∂H∂kn
]
(2.54)
angeordnet werden. Da die Berechnung einer homogenen Transformation wHih durch
die Verkettung lokaler Abbildungen erfolgt (2.42) und eine lokale Sektionsabbildung
∂ιˆbHιˆh
∂ki
=
0 i , ιˆ∂ibHih
∂ki
i = ιˆ,
(2.55)
nicht von den Konfigurationskoordinaten anderer Sektionen abhängt, ist für die Ab-
leitung einer Manipulatorabbildung wHih nach den Konfigurationskoordinaten einer
Sektion i
∂wHιˆh
∂ki
=
0 i > ιˆwHib ∂ibHih∂ki ihHιˆh i 6 ιˆ (2.56)
nach Ableitung von (2.42) mittels Produktregel nur die lokale Ableitung ∂ibHih/∂ki dieser
Sektion nötig, wenn diese innerhalb der kinematischen Kette und nicht außerhalb liegt.
Für die Bestimmung der partiellen Ableitung einer lokalen Sektionsabbildung (2.33) mit
konstanten Kopf- und Fußtransformationen (2.34)
∂ibHih
∂ki
= ibHi0,const
∂i0Hi1
∂ki
i1Hih,const (2.57)
ergeben sich die partiellen Ableitungen entsprechend (2.36) zu
∂i0Hi1
∂φi
=

−2 cφ sφ(cκ` − 1) (c2φ − s
2
φ)(cκ` − 1) −sφ sκ` sφ
cκ`−1
κ
(c2φ − s
2
φ)(cκ` − 1) 2 cφ sφ(cκ` − 1) cφ sκ` −cφ
cκ`−1
κ
sφ sκ` −cφ sκ` 0 0
0 0 0 0
 (2.58a)
∂i0Hi1
∂κi
=

−` c2φ sκ` −` cφ sφ sκ` ` cφ cκ` cφ
κ`sκ`+cκ`−1
κ2
−` cφ sφ sκ` −` s
2
φ sκ` ` sφ cκ` sφ
κ`sκ`+cκ`−1
κ2
−` cφ cκ` −` sφ cκ` −` sκ`
κ`cκ`−sκ`
κ2
0 0 0 0
 (2.58b)
∂i0Hi1
∂`i
=

−κ c2φ sκ` −κ cφ sφ sκ` κ cφ cκ` cφ sκ`
−κ cφ sφ sκ` −κ s
2
φ sκ` κ sφ cκ` sφ sκ`
−κ cφ cκ` −κ sφ cκ` −κ sκ` cκ`
0 0 0 0
 , (2.58c)
wobei hier ebenfalls die Abkürzungen der trigonometrischen Funktionen (2.37) verwen-
det werden.
Die manipulatorspezifische Jacobimatrix
Jspezifisch =
∂k
∂q
=

∂k1
∂q1
0 . . . 0
0 ∂k2∂q2
...
...
. . . 0
0 . . . 0 ∂kn∂qn
 (2.59)
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hat die Struktur einer Blockdiagonalmatrix, da die Konfigurationskoordinaten einer Sek-
tion nur abhängig von den entsprechenden Aktorkoordinaten der gleichen Sektion sind.
Für die manipulatorspezifische Transformation des BHA (2.28) lässt sich die Jacobima-
trix einer Sektion unter Verwendung der Abkürzungen
rφ = q
2
i1 + q
2
i2 + q
2
i3 − qi1 qi2 − qi1 qi3 − qi2 qi3
= 14
(
qi2 + qi3 − 2qi1
)2
+ 34
(
qi2 − qi3
)2 (2.60a)
rκ = −
1
3 rBi
(
qi1 + qi2 + qi3
)2 √
rφ (2.60b)
in der geschlossenen Form
∂ki
∂qi
=

√
3 (qi2−qi3)
2 rφ
√
3 (qi3−qi1)
2 rφ
√
3 (qi1−qi2)
2 rφ
q2i2+q
2
i3−qi1 qi2−qi1 qi3
rκ
q2i1+q
2
i3−qi2 qi1−qi2 qi3
rκ
q2i1+q
2
i2−qi3 qi1−qi3 qi2
rκ
1
3
1
3
1
3
 (2.61)
darstellen.
Da sich alle drei benötigten Jacobimatrizen effektiv implementieren lassen, ist eine analy-
tische Berechnung der gesamten Jacobimatrix im Vergleich zur rechenintensiven nume-
rischen Alternative in den meisten Fällen vorzuziehen und eine analytische Berechnung
der Aufgabengeschwindigkeit gut möglich. Wenn singuläre Jacobimatrizen ausgeschlos-
sen werden sollen, können diese durch eine reguläre, benachbarte Jacobimatrix ersetzt
werden. Dafür kann bei der Berechnung der Jacobimatrix der allgemeinen Abbildung
(2.58) ein regularisierter Konfigurationszustand verwendet werden, bei dem die Krüm-
mung (2.28b)
κi = max
{
κmin , 2
√
q2i1+q
2
i2+q
2
i3−qi1 qi2−qi2 qi3−qi3 qi1
(qi1+qi2+qi3) rBi
}
(2.62)
durch eine untere Schranke κmin begrenzt wird [Mah15].
Mit dem kinematischen und differentiell-kinematischen Modell sowie dem dynami-
schen Modell eines Einzelbalgs sind nun alle nötigen Grundlagen vorhanden, um im
Folgenden ein dynamisches Manipulatormodell auf Basis von konzentrierten Massen
unter Berücksichtigung der Aktorverkopplungen zu erstellen.
2.3.3 Dynamische Modellierung
Ein dynamisches Modell, welches für den Entwurf einer modellbasierten Regelung ge-
eignet sein soll, sollte alle dominanten Eigenschaften eines Systems abbilden und gleich-
zeitig effizient zu berechnen sein. In der klassischen Robotik haben sich meist Modelle
auf Basis von konzentrierten Massen bewährt, die aus einer geeigneten Zusammenfas-
sung der verteilten Massen resultieren. Für intrinsisch aktuierte Kontinuum-Manipula-
toren ist neben der Eigendynamik der Aktoren v. a. die Bindung zwischen den Aktoren
über die Kopf- und Fußsegmente der Sektionen und in einigen Fällen, wie z. B. am BHA,
auch über die Verbindungen entlang der Aktoren relevant.
Im Folgenden wird nun das dynamische Manipulatormodell hergeleitet, welches in Tei-
len bereits in [Fal+14; Fal+15b] veröffentlicht wurde.
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herleitung des manipulator-ersatzmodells
Für die Erstellung eines dynamischen Manipulatormodells für Kontinuum-Manipula-
toren mit mehreren Sektionen wird die Segmentierung des Manipulators genutzt, um
zunächst ein Ersatzmodell einer einzelnen Sektion aufzustellen. Dieses Sektionsmodell
kann danach zu einem Manipulatormodell zusammengesetzt werden, aus dem sich die
Bewegungsgleichungen bestimmen lassen. Dafür wird das Modell der Einzelbalgdyna-
mik (Abb. 2.4) zu einem Sektionsmodell (Abb. 2.12) mit drei parallelen, masselosen
Bälgen und einer konzentrierten Sektionsmasse erweitert.
Analog zu dem verwendeten Einzelbalgmodell wird die konzentrierte Masse am Sek-
tionskopf jeder Sektion positioniert. Allerdings wird aufgrund der parallelen Verkopp-
lung der drei Bälge nicht mehr nur deren Längsdynamik, sondern auch eine Sektions-
krümmung angeregt, sodass ebenfalls die Trägheitsmomente der konzentrierten Massen
benötigt werden. Daher wird angenommen, dass
• jede Sektion i eine konzentrierte Masse mi mit fester Platzierung rMi im Koordi-
natensystem des Sektionskopfs hat, und dass
• die Trägheitsmomente ihIMi der diskreten Massen konstant in diesem lokalen Ko-
ordinatensystem bleiben und durch einen Hohl- oder Vollzylinder mit gleichmäßi-
ger Massenverteilung abgeschätzt werden können.
Da außerdem die Orientierung des Sektionskopfs über die kinematischen Zusammen-
hänge bekannt ist, kann die an der Sektionsmassemi angreifende Gewichtskraft FGi mit
berücksichtigt werden.
Die Balgkräfte FB der drei parallel angeordneten, masselosen Balgmodelle
FBik = FBik,Akt(pik)︸             ︷︷             ︸
FBik,a
−
(
FBik,Fdr(qik) + FBik,Dmp(q˙ik)︸                                     ︷︷                                     ︸
FBik,p
)
k = {1, 2, 3} (2.63)
FBi1
FBi1
FBi1,Fdr
FBi1,Dmp
FBi1,Akt
FBi3
FBi3
FBi3,Fdr
FBi3,Dmp
FBi3,Akt
Rih
Rib=R{i−1}h rBi1 rBi3
rBi1
rBi3
Mi,Bieg
mi
FGi
Abbildung 2.12: Dynamisches Ersatzmodell einer Sektion mit einer konzentrierten Sektionsmas-
se mi, einem Sektionsbiegemoment Mi,Bieg und drei masselosen Feder-Dämp-
fer-Aktor-Elementen, wobei der 2. Aktor im Hintergrund grau angedeutet ist.
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bestehen für alle Bälge k der Sektion i jeweils aus der pneumatischen Aktorkraft FB,Akt
(2.2), die gegen eine Federkraft FB,Fdr und eine Dämpferkraft FB,Dmp wirkt. Dabei werden
die Kräfte in aktive Kräfte FBik,a mit Index a und passive Kräfte FBik,p mit Index p unter-
teilt, wobei erstere die stellbaren Kräfte und letztere die intrinsischen, nicht stellbaren
Kräfte bezeichnen. Aufgrund der mechanischen Verbindung der Balgschlaufen sind die
Bälge auch bei einer Krümmung der Sektion immer orthogonal zu Sektionskopf und
-fuß orientiert, sodass die jeweiligen Balgkräfte in den lokalen Kopf- und Fußkoordina-
tensystemen
ihFBik,? = −
ibFBik,? =
[
0 0 FBik,? 0
]ᵀ
(2.64)
nur einen Eintrag in z-Richtung besitzen. Deren Angriffspunkt rBik am Sektionskopf
und -fuß ist ebenso wie die Position rMi der konzentrierten Masse
ihrBik = konst. (2.65a)
ihrMi = konst. =
[
0 0 0 1
]ᵀ (2.65b)
konstruktionsbedingt im körperfesten Koordinatensystem konstant. Dabei wird die Po-
sition der konzentrierten Massen in den Ursprung des Kopfkoordinatensystems gelegt,
sodass dessen Ortsvektor ihrMi im Koordinatensystem des Sektionskopfs Rih verschwin-
det.
Während beim ursprünglichen Einzelbalgmodell die eindimensionale Auslenkung nur
über eine Längssteifigkeit beschrieben wurde, treten beim Sektionsmodell auch Querbe-
lastungen der Bälge durch ein Biegen der Sektion auf. Diese zusätzlichen Widerstands-
kräfte der Bälge gegen die Sektionsverbiegung hängen von der Balgstruktur und dem
Balgdurchmesser ab. Sie wirken ebenfalls orthogonal zu Sektionskopf und -fuß und
werden zusammen mit den Hebeln der Balgangriffspunkte zu einem Sektionsbiegemo-
ment Mi,Bieg zusammengefasst (Abb. 2.13), das die Sektionssteifigkeit in Abhängigkeit
des Biegewinkels ψi (2.26) modelliert und das entgegen der Krümmung κi entlang der
Orientierung φi wirkt. Dieses Rückstellmoment der Sektionen hinsichtlich ihrer Krüm-
mung oder Verbiegung bewirkt, dass die Sektionen mechanisch stabilisiert werden und
der Manipulator aufrecht betrieben werden kann, der andernfalls ohne mechanische
Stabilisierung seitlich abkippen würde.
Das aufgestellte Ersatzmodell einer Sektion soll nun zu einem Ersatzmodell des Ma-
nipulators erweitert werden. Dazu werden die Sektionsmodelle (Abb. 2.12) seriell zu
einem Manipulatormodell zusammengeführt (Abb. 2.14) und die resultierenden Reakti-
onskräfte an den Sektionsgrenzen betrachtet. Da die Balgkräfte benachbarter Sektionen
Mi,Bieg=0
Mi,Bieg
Mi,Bieg
Abbildung 2.13: SektionsbiegemomenteMi,Bieg der Biegesteifigkeiten einer Sektion i zur Berück-
sichtigung von Quersteifigkeiten der Aktoren mit nichtverschwindender Breite,
welche die Sektion automatisch aufrichten falls keine weiteren Kräfte anliegen.
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FBi1,?
FBi3,?
FB{i+1}1,?
FBn1,?
FB{i+1}3,?
FBn3,?
R1b
Rih=R{i+1}b
Rnh
rBi1
rBi3
rBn1 rBn3
mi
mn
FGi
FGn
Mi,Bieg
Mn,Bieg
Abbildung 2.14: Ersatzmodell des Manipulators bestehend aus n seriell verknüpften Sektions-
modellen, wobei der 2. Aktor im Hintergrund grau angedeutet ist.
gegeneinander wirken, ergeben sich die resultierenden Balgkräfte an den Sektionsköp-
fen als eingeprägte Kräfte mit Index e
Fe,Bik,? =
FBik,? − FB{i+1}k,? i < n
FBik,? i = n
(2.66)
bis auf die oberste Sektion i = n für alle Balgkräfte FB,? als Differenz der angreifenden
Sektionen. In lokalen Sektionskoordinaten besitzen die eingeprägten Balgkräfte
ihFe,Bik,? =

[
0 0 FBik,? − FB{i+1}k,? 0
]ᵀ
i < n[
0 0 FBik,? 0
]ᵀ
i = n
(2.67)
ebenfalls nur einen Eintrag in z-Richtung.
Die resultierenden konzentrierten Sektionsmassen approximieren die Manipulatormas-
se so, dass der umliegende Anteil der verteilten Masse benachbarter Sektionen berück-
sichtigt wird (Abb. 2.15), wobei die oberste Masse auch eine mögliche Greifermasse
beinhaltet und die unterste halbe Sektion quasi nicht bewegt wird. Aus dieser Betrach-
tung der Massenverteilung (Abb. 2.15) ergibt sich auch die Herleitung der abgeschätzten
Trägheiten: Zur Berechnung der Sektionsträgheiten werden die Bälge durch Vollzylinder
mit mittlerer Sektionshöhe `∅ und Radius rBi + rbi als Summe der mittleren Entfernung
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Abbildung 2.15: Approximierung der verteilten Masse zu konzentrierten Massen an den Sek-
tionsköpfen, wobei die oberste Masse auch die Masse möglicher Greifer und
Lastmassen mit berücksichtigt und die unterste Masse m0 fixiert ist.
von Balgmittellinie zu Sektionsmittellinie rBi und des Balgradius rbi abgeschätzt. Der
lokale Trägheitstensor des Vollzylinders
ihIMi =

ihIMi,x 0 0
0 ihIMi,y 0
0 0 ihIMi,z
 (2.68)
mit den konstanten Hauptträgheitsmomenten [GF14]
ihIMi,x =
1
4 mi (rBi + rbi)
2 + 112 mi `
2
∅, (2.69a)
ihIMi,y =
1
4 mi (rBi + rbi)
2 + 112 mi `
2
∅, (2.69b)
ihIMi,z =
1
2 mi (rBi + rbi)
2 (2.69c)
hängt von konstanten geometrischen Parametern ab und bildet die mittlere Materialver-
teilung gut ab. Zur Abschätzung einer oberen Schranke der Rotationsenergien wird ein
maximaler Trägheitstensor über einen Hohlzylinder mit verschwindender Wanddicke,
maximaler Sektionslänge `max und Radius rBi + rbi bestimmt, deren Hauptträgheitsmo-
mente [GF14]
ihIMi,xmax =
1
2 mi (rBi + rbi)
2 + 112 mi `
2
max, (2.70a)
ihIMi,ymax =
1
2 mi (rBi + rbi)
2 + 112 mi `
2
max, (2.70b)
ihIMi,zmax = mi (rBi + rbi)
2 (2.70c)
deutlich größer als die der veränderlichen Sektionen sind. Eine formabhängige Imple-
mentierung veränderlicher Trägheitstensoren ihIMi der Sektionen über die Konfigurati-
onskoordinaten ki bringt bei den an Kontinuum-Manipulatoren üblichen Bewegungsab-
läufen keinen Zugewinn, da – wie im weiteren Verlauf der dynamischen Modellierung
gezeigt werden wird – die rotatorischen kinetischen Energien selbst bei sehr konservati-
ver Überabschätzung der Trägheitsmomente deutlich weniger Einfluss als die translato-
rischen kinetischen Energien auf die Bewegung des Manipulators haben.
39
modellbildung
herleitung der bewegungsgleichung
Anhand des Manipulator-Ersatzmodells mit konzentrierten Massen sollen nun die Be-
wegungsgleichungen für Kontinuum-Manipulatoren hergeleitet werden. Da die Aufstel-
lung von Potentialen und Energien der konzentrierten Massen für dieses System leicht
abgeleitet werden können, werden die Lagrangeschen Gleichungen 2. Art [Gro+15]
d
dt
∂T
∂q˙j
−
∂T
∂qj
+
∂U
∂qj
= Qj (2.71)
für die generalisierten Koordinaten qj unter Verwendung der kinetischen Energie T ,
dem geschwindigkeitsunabhängigen Potential U und den entsprechenden generalisier-
ten Kräften Qj zur Herleitung der Bewegungsgleichung aufgestellt.
Für n gekoppelte konzentrierte Massen mi mit Ortsvektor wrMi bestimmt sich deren
gemeinsame kinetische Energie
T =
1
2
n∑
i=1
mi
wr˙
ᵀ
Mi
wr˙Mi︸                      ︷︷                      ︸
Ttrans
+
1
2
n∑
i=1
wω
ᵀ
i
wIMi
wωi︸                        ︷︷                        ︸
Trot
(2.72)
über die Summe der translatorischen kinetischen Energie Ttrans in Abhängigkeit der
translatorischen Geschwindigkeiten jeder Masse wr˙Mi und der rotatorischen kineti-
schen Energie Trot in Abhängigkeit der Rotationsrate wωi und des Massenträgheitsten-
sors wIMi (2.68). Ohne Beschränkung der Allgemeinheit beinhaltet das Potential U
U =
n∑
i=1
(
−mi
wgᵀwrMi +Mi,Bieg(ψi,φi)
)
(2.73)
das Gravitationspotential der Sektionsmassen mi mit Ortsvektor wrMi und die von
Sektionsbiegewinkel ψi (2.26) und Biegungs-Orientierung φi abhängigen Biegemomen-
te Mi,Bieg jeder Sektion i. Die Federkräfte der Bälge werden als Teil der nf eingeprägten
und an wr angreifenden Kräfte wFe in den generalisierten Kräften
Qj =
nf∑
µ=1
wF
ᵀ
e,µ
∂wrµ
∂qj
(2.74)
bilanziert, sofern sie nicht bereits dem Potential U zugerechnet wurden. Zu den einge-
prägten Kräften gehören die externe Kräfte
wFe,Mi =
wHih
ihFMi,ext, (2.75)
die theoretisch an jeder Position des Manipulators auftreten können. Ohne Beschrän-
kung der Allgemeinheit werden nachfolgend in der Notation nur Kräfte mit Angriff an
den Massepunkten wrMi der Sektionsköpfe berücksichtigt
6. Des Weiteren werden auch
die Balgkräfte in den generalisierten Kräften berücksichtigt, wobei hier die aktiven und
6 Für eine Erweiterung hinsichtlich Kräften mit beliebigen Angriffspunkten müssen die homogenen Transfor-
mationen zu den Angriffspunkten inkl. deren zeitliche Ableitungen bestimmen werden, damit die Kräfte
dargestellt im Weltkoordinatensystem mit der Projektion des Angriffspunkt-Ortsvektors im Weltkoordina-
tensystem bzgl. der Aktoren verrechnet werden können.
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passiven Balgkräfte (2.63) als eingeprägte Sektionskräfte (2.67) im Weltkoordinatensys-
tem
wFe,Bik,a =
wHih
ihFe,Bik,Akt (2.76)
wFe,Bik,p = −
wHih
(
ihFe,Bik,Fdr +
ihFe,Bik,Dmp
)
(2.77)
aufsummiert werden, um die eingeprägten Balgkräfte
wFe,Bik =
wFe,Bik,a +
wFe,Bik,p (2.78)
zu erhalten. Somit ergibt sich die generalisierte Kraft (2.74) für die entsprechende Ak-
torkoordinate qik nach Aufsummierung
Qik =
n∑
ξ=1
(
wF
ᵀ
e,Mξ
∂wrMξ
∂qik
+
3∑
χ=1
wF
ᵀ
e,Bξχ
∂wrBξχ
∂qik
)
(2.79)
aller Projektionen der eingeprägten Kräfte, die an dem Massenschwerpunkt (2.75) und
an den drei Balgangriffspunkten (2.78) jeder Sektion ξ angreifen, während die Gravitati-
onskräfte und Biegesteifigkeiten bereits im Potential U (2.73) berücksichtigt sind.kinematische abhängigkeit über homogene transformation
Zur Übertragung der allgemein formulierten kinetischen Energie (2.72), des Potentials
(2.73), deren Ableitungen sowie der generalisierten Kräfte (2.79) in eine direkte Abhän-
gigkeit der generalisierten Koordinaten q wird die kinematische Beziehung auf Basis
der homogenen Transformation (2.42) verwendet. So können beliebige Ortsvektoren
wri? =
wHih(q)
ihri? (2.80)
aus einem lokalen Kopfkoordinatensystem Rih der Sektion i in ein globales Referenz-
system Rw übertragen werden. Die benötigten partiellen und zeitlichen Ableitungen
von den Ortsvektoren wri?, die jedoch fest bezüglich eines lokalen Kopfkoordinatensys-
tems Rih sind, ergeben sich daher zu
∂wri?
∂qik
=
∂
(wHihihri?)
∂qik
=
∂wHih
∂qik
ihri? +
wHih
∂ihri?
∂qik︸   ︷︷   ︸
= 0
(2.81)
und
wr˙i? =
d
dt
(
wHih
ihri?
)
= wH˙ih
ihri? +
wHih
ihr˙i?︸︷︷︸
= 0
, (2.82)
wobei aufgrund des konstanten lokalen Ortsvektors nur die Ableitungen der aktorab-
hängigen homogenen Transformationen benötigt werden.
Ähnlich lassen sich auch die Drehraten wωi und deren Ableitungen in Abhängigkeit der
aktorabhängigen homogenen Transformation darstellen. Dafür wird ein Operator Γ {?}
zur Anwendung auf eine Matrix ? ∈ R3×3 mittels
Γ {?} = diag
([
0 0 1
1 0 0
0 1 0
]
?
[
0 0 1
1 0 0
0 1 0
])
(2.83)
eingeführt, der bezüglich partieller und zeitlicher Ableitungen
∂Γ {?}
∂q
= Γ
{
∂?
∂q
}
(2.84a)
dΓ {?}
dt
= Γ
{
d?
dt
}
(2.84b)
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linear ist. Angewendet auf die Rotationsmatrix wRih der homogenen Transformati-
on wHih (2.30) wird die Drehrate
wω der Masse i
wωi = Γ
{wR˙ih(q)wRᵀih(q)} (2.85)
über diesen „Rösslesprung“ berechnet [Sic+09].
Die partiellen und zeitlichen Ableitungen der homogenen Transformation wurden in
Teilen bereits im Zusammenhang der differentiellen Kinematik (Kap. 2.3.2) hergeleitet.
Bei der Verkettung der Ableitungen der allgemeinen (2.55) und spezifischen (2.61) Ab-
bildungen einer Sektion
∂ιˆbHιˆh
∂qik
=
0 i , ιˆ∂ibHih
∂ki
∂ki
∂qik
i = ιˆ
(2.86)
kann hier ebenfalls der Zusammenhang genutzt werden, dass die homogenen Trans-
formationen der einzelnen Sektionen ibHih(k(q)) nur von Aktorkoordinaten qik der
selben Sektion abhängen. Somit lassen sich die partiellen Ableitungen einer globalen
homogenen Transformation wHιˆh analog zu (2.56)
∂wHιˆh
∂qik
=
0 i > ιˆwHib ∂ibHih∂qik ihHιˆh i 6 ιˆ (2.87)
analytisch angeben, wobei diese unabhängig von Sektionen i und Aktoren qik oberhalb
der Sektion ιˆ sind. Analog zur Sektionsableitung erster Ordnung (2.86) lassen sich auch
die partiellen Ableitungen zweiter Ordnung der Sektionstransformation
∂2ιˆbHιˆh
∂qαβ ∂qik
=
0 α , ιˆ ∨ i , ιˆ∂ibHih
∂ki
∂2ki
∂qiβ ∂qik
+
∂2ibHih
∂ki ∂ki
∂ki
∂qiβ
∂ki
∂qik
α = i = ιˆ,
(2.88)
bezüglich zwei Aktorkoordinaten angeben7. Aufgrund der Vertauschbarkeit in der Rei-
henfolge der Ableitungen wird ohne Beschränkung der Allgemeinheit α 6 i angenom-
men, sodass analog zu (2.87) die zweite partielle Ableitung der homogenen Transforma-
tion im Weltkoordinatensystem
∂2wHιˆh
∂qαβ ∂qik
=

0 i > ιˆ
wHαb
∂αbHαh
∂qαβ
αhHib
∂ibHih
∂qik
ihHιˆh α < i 6 ιˆ
wHib
∂2ibHih
∂qiβ ∂qik
ihHιˆh α = i 6 ιˆ
(2.89)
dargestellt werden kann.
Zur Herleitung der zeitlichen Ableitungen wird neben der partiellen Ableitung der ho-
mogenen Transformation außerdem der Zusammenhang
∂H
∂qj
=
∂H˙
∂q˙j
(2.90)
ausgenutzt. Diese Identität ist der klassischen Mechanik entnommen und ist im An-
hang A.3 bewiesen.
7 Die hier verkürzte Schreibweise der differentielle Kinematik zweiter Ordnung ist im Anhang A.2 erläutert.
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Die Zeitableitungen der zeitinvarianten homogenen Transformation wHιˆh ergeben sich
über das totale Differential
wH˙ιˆh =
dwHιˆh
dt
=
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wHιˆh
∂qξχ
q˙ξχ +
∂wHιˆh
∂t︸     ︷︷     ︸
= 0
=
ιˆ∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wHιˆh
∂qξχ
q˙ξχ (2.91)
in Abhängigkeit der partiellen Ableitungen und entsprechenden Aktorgeschwindigkei-
ten q˙ξχ, solange diese nicht oberhalb der Sektion ιˆ liegen (2.87). Analog zur Bestimmung
der partiellen Ableitung der homogenen Transformation (2.87) wird auch die partielle
Ableitung der Zeitableitung
∂wH˙ιˆh
∂qik
=
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂2wHιˆh
∂qξχ ∂qik
+
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wHιˆh
∂qξχ
∂q˙ξχ
∂qik︸   ︷︷   ︸
= 0
=

0 i > ιˆ
ιˆ∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂2wHιˆh
∂qξχ ∂qik
q˙ξχ i 6 ιˆ,
(2.92)
bestimmt, die identisch mit der zeitlichen Ableitung der partiellen Ableitung
d
dt
∂wHιˆh
∂qik
=
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂2wHιˆh
∂qξχ ∂qik
+
∂2wHιˆh
∂qik ∂t︸      ︷︷      ︸
= 0
=
∂wH˙ιˆh
∂qik︸     ︷︷     ︸
(2.92)
(2.93)
ist. Für die Bestimmung der zweiten zeitlichen Ableitung der homogenen Transformati-
on im Weltkoordinatensystem wH¨ιˆh
wH¨ιˆh =
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wH˙ιˆh
∂q˙ξχ
q¨ξχ +
n∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wH˙ιˆh
∂qξχ
q˙ξχ +
∂wH˙ιˆh
∂t︸     ︷︷     ︸
= 0
=
ιˆ∑
ξ=1
3∑
χ=1
∂wHιˆh
∂qξχ
q¨ξχ +
ιˆ∑
α=1
3∑
β=1
∂2wHιˆh
∂qαβ ∂qξχ
q˙ξχq˙αβ
 (2.94)
wird die Ableitungsidentität (2.90) verwendet, sodass die zweite zeitliche Ableitung nur
in Abhängigkeit von partiellen Ableitungen erster (2.87) und zweiter (2.89) Ordnung
der homogenen Transformationen und den entsprechenden Zeitableitungen der genera-
lisierten Koordinaten q ausgedrückt werden kann.
Durch effiziente Programmierung sind die analytischen Ableitungen der homogenen
Transformation wHih leicht implementierbar. Gleichermaßen können auch die Ableitun-
gen der Rotationsmatrizen wRih als Teilmenge der homogenen Transformation bestimmt
werden, da die Rotationsmatrizen ebenfalls der Identität
∂R
∂q
=
∂R˙
∂q˙
(2.95)
genügen (2.90), sodass auch die Ableitungen der Drehrate wω (2.85) angegeben werden
können.
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herleitung der bewegungsgleichung in aktorkoordinaten
Zur expliziten Angabe der zuvor bestimmten generalisierten Kräfte, des Potentials und
der kinetischen Energie in Abhängigkeit der Aktorkoordinaten q und den aktorabhän-
gigen homogenen Transformationen sind nun die nötigen Ableitungen über (2.87-2.94)
analytisch berechenbar.
So lässt sich die generalisierte Kraft (2.79) in Abhängigkeit der Aktorkoordinaten (2.80)
und Ableitungen der homogenen Transformation (2.81) angeben, sodass diese
Qik =
n∑
ξ=1
(
wF
ᵀ
e,Mξ
∂wrMξ
∂qik
+
3∑
χ=1
wF
ᵀ
e,Bξχ
∂wrBξχ
∂qik
)
=
n∑
ξ=1
(
wF
ᵀ
e,Mξ
∂wHξh
∂qik
ξhrMξ +
3∑
χ=1
wF
ᵀ
e,Bξχ
∂wHξh
∂qik
ξhrBξχ
)
(2.96)
als Summe aller projizierten generalisierten Kräften in Kombination mit den aktorab-
hängigen Ortsvektor-Ableitungen (2.81) darstellbar ist. Dabei sind über die Summe al-
ler Sektionen ξ sowohl die an den Massepunkten (2.75) angreifenden externen Kräfte
als auch die an den Balgangriffspunkten angreifenden Balgkräfte (2.78) aller Bälge χ
bilanziert. Die Gravitationskräfte und Biegesteifigkeiten sind im Potential U (2.73) be-
rücksichtigt, das ausgedrückt in Abhängigkeit der Aktorkoordinaten
U =
n∑
i=1
(
−mi
wgᵀ wHih(q)
ihrMi +Mi,Bieg(ki(qi))
)
, (2.97)
ebenfalls nach den generalisierten Koordinaten qik
∂U
∂qik
=
n∑
ξ=1
(
−mξ
wgᵀ
∂wHξh
∂qik
ξhrMξ +
∂Mξ,Bieg
∂kξ
∂kξ
∂qik
)
(2.98)
abgeleitet werden kann.
Die Kinetische Energie (2.72) wird zur übersichtlicheren Darstellung zunächst in ihre
translatorischen und rotatorischen Anteile
T = Ttrans + Trot (2.99)
aufgeteilt, wobei die rotatorische Energie nur Drehraten der Massen um deren Schwer-
punkte bilanziert, während die translatorische Energie auch die translatorischen Be-
wegungsanteile von Massen, hervorgerufen durch Drehungen außerhalb des Schwer-
punkts, mit berücksichtigt. Im Weltkoordinatensystem Rw lauten die Energien
Ttrans =
1
2
n∑
i=1
mi
wr˙
ᵀ
Mi
wr˙Mi =
1
2
n∑
ξ=1
mξ
(
wH˙ξh
ξhrMξ
)ᵀ (
wH˙ξh
ξhrMξ
)
(2.100)
Trot =
1
2
n∑
i=1
wω
ᵀ
i
wIMi
wωi =
1
2
n∑
ξ=1
Γ
{
wR˙ξh
wR
ᵀ
ξh
}ᵀ
wIMξΓ
{
wR˙ξh
wR
ᵀ
ξh
}
(2.101)
mit den bezüglich den Weltkoordinaten rotierten Trägheitsmomenten
wIMξ =
wRξh
ξhIMξ
wR
ᵀ
ξh (2.102)
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in Abhängigkeit der lokalen Hauptträgheitsmomente (2.68). Für eine Anwendung der
Lagrangeschen Gleichungen 2. Art (2.71) sind die partiellen Ableitungen der kinetischen
Energie (2.99) bezüglich aller generalisierten Koordinaten qik und Zeitableitungen nötig.
Mittels Kettenregeln und der Ableitungs-Identität (2.90) ergeben sich Ableitungen der
translatorischen kinetischen Energie Ttrans (2.100) für konstante Sektionsmassen mi zu
∂Ttrans
∂qik
=
n∑
ξ=1
mξ
(
wH˙ξh
ξhrMξ
)ᵀ(∂wH˙ξh
∂qik
ξhrMξ
)
(2.103)
∂Ttrans
∂q˙ik
=
n∑
ξ=1
mξ
(
wH˙ξh
ξhrMξ
)ᵀ (∂wHξh
∂qik
ξhrMξ
)
(2.104)
d
dt
∂Ttrans
∂q˙ik
=
n∑
ξ=1
mξ
(
wH¨ξh
ξhrMξ
)ᵀ (∂wHξh
∂qik
ξhrMξ
)
+
∂Ttrans
∂qik
. (2.105)
Unter Verwendung des linearen Operators Γ (2.84) zur Notation der Drehraten ergeben
sich die Ableitungen der rotatorischen kinetischen Energie Trot (2.101) für im Kopfkoor-
dinatensystem Rξh konstante Hauptträgheitsmomente ξhIMξ zu
∂Trot
∂qik
=
n∑
ξ=1
Γ
{
R˙Rᵀ
}ᵀ
RξhIMξ
(
∂Rᵀ
∂qik
Γ
{
R˙Rᵀ
}
+ Rᵀ Γ
{
∂R˙
∂qik
Rᵀ + R˙ ∂R
ᵀ
∂qik
})
(2.106)
∂Trot
∂q˙ik
=
n∑
ξ=1
Γ
{
R˙Rᵀ
}ᵀ
RξhIMξRᵀ Γ
{
∂R
∂qik
Rᵀ
}
(2.107)
d
dt
∂Trot
∂q˙ik
=
n∑
ξ=1
(
Γ
{
R˙Rᵀ
}ᵀ
R˙ + Γ
{
R¨Rᵀ + R˙R˙ᵀ
}ᵀ
R
)
ξhIMξRᵀ Γ
{
∂R
∂qik
Rᵀ
}
+ Γ
{
R˙Rᵀ
}ᵀ
RξhIMξ
(
R˙ᵀ Γ
{
∂R
∂qik
Rᵀ
}
− ∂R
ᵀ
∂qik
Γ
{
R˙Rᵀ
})
+
∂Trot
∂qik
, (2.108)
wobei hier der Übersicht halber die Abkürzung R den Ausdruck wRξh ersetzt.
2.3.3.1 Resultierende Bewegungsgleichungen in Aktorkoordinaten
Nach Abschluss der Vorarbeiten können nun die resultierenden Bewegungsgleichun-
gen in Aktorkoordinaten aufgestellt werden. Durch Einsetzen der generalisierten Kräf-
te (2.96) für alle generalisierten Koordinaten qj sowie der Ableitungen des Potentials
(2.98) und der kinetischen Energie (2.103-2.108) in den Lagrange-Formalismus (2.71) er-
geben sich 3n gekoppelte Differentialgleichungen zweiter Ordnung, welche umsortiert
in der Matrixform
M(q) q¨+Ω(q, q˙) q˙+N(q, q˙) = τ(p) + τext, (2.109)
dargestellt werden können, wobei auf der linken Seite alle Terme der Manipulatorei-
gendynamik zusammengefasst sind, während auf der rechten Seite die aktiv stellbaren,
pneumatischen Kräfte ihFe,Bik,a als Teil des steuerbaren Kraftvektors τ(p) und gegebe-
nenfalls auftretende, nicht steuerbare externe Kräfte τext bilanziert sind. Die positiv de-
finite und symmetrische8 Manipulator-Massenmatrix M ∈ R3n×3n und die Matrix der
Coriolisterme Ω ∈ R3n×3n sind über die elementweisen Formeln
M[r,c] =
n∑
ξ=s
(
mξ
(
∂H
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ
∂H
∂qr
ξhrMξ + Γ
{
∂R
∂qc
Rᵀ
}ᵀ
wIMξΓ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
})
(2.110)
8 Ein kurzer Beweis zur Symmetrie der Massenmatrix M ist im Anhang A.4 dargestellt.
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Ω[r,c] =
n∑
ξ=s
(
mξ
(
∂H˙
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ
∂H
∂qr
ξhrMξ + Γ
{
∂R˙
∂qc
Rᵀ
}ᵀ
wIMξΓ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}
+
3ξ∑
γ=1
q˙γΓ
{
∂R
∂qc
∂Rᵀ
∂qγ
}ᵀ
wIMξΓ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}
+
3ξ∑
γ=1
q˙γΓ
{
∂R
∂qc
Rᵀ
}ᵀ
∂R
∂qγ
ξhIMξRᵀ Γ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}
+
3ξ∑
γ=1
q˙γΓ
{
∂R
∂qc
Rᵀ
}ᵀ
RξhIMξ
(
∂Rᵀ
∂qγ
Γ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}
− ∂R
ᵀ
∂qr
Γ
{
∂R
∂qγ
Rᵀ
}))
(2.111)
mit Spalten- und Zeilenindices r, c ∈ [1, 3n] der Matrizen definiert, wobei die Abkürzun-
gen H bzw. R stellvertretend für die Langformen wHξh bzw.
wRξh stehen. Die letzten
beiden Zeilen der Coriolisterme (2.111) ergeben sich durch variable Trägheitsmomen-
te wIMξ aufgrund einer Verdrehung der konstanten Hauptträgheitsmomente
ξhIMξ im
Weltkoordinatensystem (2.102). Der Laufindex ξ der Sektionssumme startet eigentlich
bei 1; da jedoch einige Einträge den Wert null haben, ergibt sich der Startindex der
Summen zu
s = Sektion von{max(r, c) } . (2.112)
Insgesamt müssen daher zur Berechnung einer Matrix für n = 3 Sektionen die Summan-
den der Hauptsumme jeweils 198× ausgewertet werden. Der Eigenkraftvektor N ∈ R3n
ergibt sich zeilenweise zu
N[r] =
n∑
ξ=s
(
∂Mr,Bieg
∂qr
−mξ
wgᵀ
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ −
3∑
χ=1
wF
ᵀ
e,Bξχ,p
∂wHξh
∂qr
ξhrBξχ
)
(2.113)
und enthält Steifigkeiten, Dämpfungseigenschaften sowie Gravitationseinflüsse. Analog
beinhalten die druckabhängigen projizierten Stellkräfte τ(p) ∈ R3n
τ[r] =
n∑
ξ=s
3∑
χ=1
wF
ᵀ
e,Bξχ,a
∂wHξh
∂qr
ξhrBξχ (2.114a)
=
n∑
ξ=s
3∑
χ=1
ξhF
ᵀ
e,Bξχ,a
wH
ᵀ
ξh
∂wHξh
∂qr
ξhrBξχ (2.114b)
die Aktorkräfte im globalen (2.114a) oder lokalen (2.114b) Koordinatensystem, wobei
die Reihenfolge der Multiplikation zur Krafttransformation (2.80) aufgrund der Trans-
ponierung vertauscht ist. Die externen projizierten Kräfte τext ∈ R3n
τext[r] =
n∑
ξ=s
wF
ᵀ
e,Mξ
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ (2.115)
bilanzieren die Einflüsse externer an den Massenschwerpunkten angreifenden Kräfte
(2.75). Entsprechend der vorangegangenen Annahme kann die Formulierung um Kräfte
anderer Angriffspunkte erweitert werden.
Dieses analytische Manipulatormodell kann effizient programmiert und implementiert
werden, indem wiederkehrende Terme wie ∂H/∂q? in (2.110-2.111) nur einmal berech-
net werden. Somit ist der Berechnungsaufwand des analytischen Modells begrenzt und
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eine praktikable Handhabe der Ableitungen möglich. Falls weitere externe Kräfte mit
berücksichtigt werden sollen, können diese zu den passiven Kräften in N (2.75) oder zu
den aktiven Kräften in τext (2.115) zugerechnet werden. In einer Simulationsumgebung
bilden die internen Balgdrücke die Eingänge des dynamischen Mechanikmodells, wobei
die Balgdrücke aus den unverkoppelten Druckdynamiken einzelner Bälge entsprechend
des Einzelbalgmodells (2.3) resultieren.
2.3.3.2 Modellvereinfachungen
Bei der Erstellung des dynamischen Systems in Aktorkoordinaten mit Berücksichtigung
der Manipulator-Verkopplungen wurden einige Annahmen und Vereinfachungen – wie
z. B. die konzentrierte Massenverteilung – getroffen. Das resultierende Modell weist eine
gewisse Komplexität auf, die für detaillierte dynamische Simulationen notwendig ist. In
manchen Fällen sind jedoch reduzierte Modelle erforderlich, wenn mit einer geringen
Einbuße der Genauigkeit der Berechnungsaufwand stark vermindert werden kann – wie
beispielsweise bei dem Entwurf einer modellbasierten Regelung, bei der kleine Modell-
fehler durch die Rückführung kompensiert werden. Auch das vorliegende dynamische
Modell kann je nach gewünschter Genauigkeit über zwei mögliche Modellvereinfachun-
gen reduziert werden. Daher werden im Folgenden die Einflüsse
• der rotatorischen kinetischen Energie zur Berechnung der Dynamikmatrizen M
und Ω und die Einflüsse
• der Coriolismatrix Ω insgesamt
auf das dynamische Verhalten untersucht.
vernachlässigung rotatorischer kinetischer energien
Rotatorische Anteile der kinetischen Energie Trot (2.101) sind bei klassischen Knickarmro-
botern typischerweise hoch, da alle Bewegungen auf rotatorischen Bewegungen beruhen
– insbesondere durch die reduzierte Trägheit äußerer Gelenke. Da Kontinuum-Manipu-
latoren keine rotatorischen Gelenke besitzen, sind die durch entgegengesetztes Strecken
und Stauchen paralleler Bälge erzeugten Rotationen vergleichsweise langsam. Zudem
wird durch jede Verkippung einer Sektion neben der Rotation um die eigene Achse eine
translatorische Bewegung der Sektionsmasse selbst und der Masse aller übergeordneten
Sektionen erzeugt.
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Abbildung 2.16: Vergleich der gemessenen translatorischen kinetischen Energie und einer Über-
abschätzung der rotatorischen kinetischen Energie (2.70) bei einer Querschwin-
gung des Manipulators mit maximaler Rotation.
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Mit Hilfe eines Versuchs sollen die translatorischen und rotatorischen Anteile der kineti-
schen Energie anschaulich verglichen werden. Bei einer extremen Pendelbewegung des
Manipulators nach manueller Auslenkung und anschließendem Kontaktverlust treten
höhere Geschwindigkeiten auf, als der Manipulator aktuieren könnte; außerdem treten
so die höchsten Rotationsgeschwindigkeiten auf. Aufgrund von Unsicherheiten bei der
Wahl der Trägheitsmomente wird eine sehr konservative Überabschätzung der Haupt-
trägheitsmomente verwendet (2.70), wobei davon ausgegangen werden kann, dass die
tatsächlichen Trägheitsmomente deutlich geringer ausfallen. Dennoch zeigt der Ver-
gleich, dass die rotatorischen Anteile der kinetischen Energie deutlich niedriger als die
translatorischen Anteile ausfallen (Abb. 2.16). Bei anderen weniger extremen Bewegun-
gen ist der Anteil der rotatorischen kinetischen Energien noch geringer.
Daher empfiehlt sich bei bestimmen Anwendungen des Modells die Vernachlässigung
der rotatorischen kinetischen Energie, was zu starken Vereinfachungen der Gleichungen
für die Berechnung der dynamischen Massenmatrix M und der Coriolismatrix Ω
M[r,c] =
n∑
ξ=s
mξ
(
∂wHξh
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ (2.116)
Ω[r,c] =
n∑
ξ=s
mξ
(
∂wH˙ξh
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ (2.117)
im Vergleich zu den komplexen Berechnungen von (2.110) und (2.111) führt und somit
eine Reduktion des Rechenaufwands um ca. 25% bei Modellfehlern in Aktorkoordina-
ten von weniger als 5% bewirkt. Die Bestimmung der Kraftvektoren N und τ(p) ist
unabhängig von der kinetischen Energie, sodass hier eine Vernachlässigung keine Ver-
änderung erbringt.vernachlässigung von corioliskräften
Die Berücksichtigung von Corioliskräften durch die Verstärkungsmatrix Ω in der Bewe-
gungsgleichung (2.109) ist sehr rechenintensiv, selbst wenn die rotatorische kinetische
Energie vernachlässigt wird. Der hohe Berechnungsaufwand ist dabei vor allem der Be-
stimmung der partiellen Ableitung ∂wH˙ξh/∂qc (2.92) geschuldet, die wiederum auf parti-
ellen Ableitungen zweiter Ordnung der homogenen Transformation (2.89) beruht. Diese
partielle Ableitung wird nur für die Berechnung von Ω (2.111) bzw. (2.117) benötigt –
allerdings verursacht die Berechnung der partiellen Ableitungen zweiter Ordnung ca.
die Hälfte der kompletten Rechenzeit eines Modellierungsschritts. Da dieser Term bei
kleinen Geschwindigkeiten q˙ ≈ 0 sehr klein wird (2.92), verliert die Coriolismatrix
Ω[r,c] =
n∑
ξ=s
mξ
(
∂wH˙ξh
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ ≈ 0 (2.118)
numerisch an Bedeutung. Zur weiteren Reduktion des Berechnungsaufwandes kann die
Coriolismatrix daher in der Bestimmungsgleichung
M(q) q¨+N(q, q˙) = τ(p) + τext (2.119)
des dynamischen Modells zur Aufwandsreduktion um ca. 80% bei Fehlern der Aktor-
koordinaten von weniger als 1% vernachlässigt werden.
Mit den beiden vorgestellten Modellvereinfachungen existieren nun verschiedene Versio-
nen des dynamischen Modells – jeweils als Bewegungsgleichungen in der klassischen
Form.
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2.4 identifikation und validierung
In den vorangegangenen Abschnitten wurden Komponenten- und Manipulatormodelle
vorgestellt und hergeleitet. Im Folgenden werden Ansätze zur Parameterbestimmung
der Modelle präsentiert und die dynamischen Modelle des Schlauchs und der Manipu-
latordynamik anhand von Messungen validiert.
2.4.1 Einzelbalg
Zur Beschreibung der Längsdynamik eines Einzelbalgs (2.1) sind zunächst geometrische
Parameter, wie z. B. die Größe der Balg-Abschlussfläche AB,Druck für die Druckkraftbe-
rechnung (2.2), nötig. Diese können direkt aus dem CAD-Programm entnommen oder
am Versuchsaufbau gemessen werden. Weitere zu identifizierende, dynamische Kenn-
größen oder Parameter sind die
• längenabhängige Federkraft FB,Fdr(lB) zur Beschreibung der Längssteifigkeit, die
• geschwindigkeitsabhängige Kraft FB,Dmp(l˙B) der Längsdämpfung und die
• nominelle Balgmasse m.
Diese drei Kenngrößen können experimentell bestimmt werden.identifikation der dynamischen kenngrößen
Die wichtigste Kenngröße nach der Aktorkraftbestimmung ist die Eigensteifigkeit in
Längsrichtung des Balgs, die sich aufgrund der Normalspannungen im Material hervor-
gerufen durch Streckung und Stauchung der Balgstruktur in Abhängigkeit der Auslen-
kung verändert. In dem Modell wird diese Steifigkeit durch eine nichtlineare, balglän-
genabhängige Federkraft FB,Fdr(lB) ausgedrückt. Da diese Kraft auch stationär wirkt,
kann sie für einen horizontal liegenden Balg über die stationäre Bewegungsgleichung
(2.1) mit l˙B = l¨B = 0 bestimmt werden, in dem das Gleichgewicht aus Aktorkraft FB,Akt
und Federkraft FB,Fdr gebildet wird (Abb. 2.17). Negative Aktorkräfte werden dabei
durch Anlegen eines Unterdrucks erzeugt. Unterhalb einer bestimmten Aktorlänge kann
der Balg auch durch starke Verringerung der Aktorkraft nicht verkürzt werden, da der
Balg bereits auf seine minimale Länge verkürzt wurde.
In dieser Repräsentation sind die anfangs angesprochenen Kriecheffekte des Materials
nicht berücksichtigt. Dies hat zur Folge, dass sich die Zuordnung stationärer Druck-
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Abbildung 2.17: Identifikation der nichtlinearen Steifigkeit des Einzelbalgs durch Messung des
Druck-Längen-Verhältnisses in stationären Zuständen.
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und Längenverhältnisse über der Zeit ändert und die tatsächliche Balgsteifigkeit nicht
exakt abgeschätzt oder kompensiert werden kann. Bei der Verwendung einer Positions-
oder Lageregelung können kleine Fehler in der Steifigkeit durch die Rückführung aus-
geglichen werden. Falls exaktere Steifigkeitscharakteristiken benötigt werden, muss das
Kriechverhalten über Materialmodelle in der Modellierung berücksichtigt werden.
Die nominell bewegte Balgmasse m kann näherungsweise durch Wägung des Balgs
bestimmt werden. Verfahren zur modellbasierten Identifikation der Balgmasse über ge-
eignete Bewegungsprofile [Hil09] liefern keine exakteren Ergebnisse, da die absolute
Steifigkeit nicht genau genug identifiziert werden kann und bereits kleine Fehler in der
Steifigkeit zu einer hohen Rauschamplitude der identifizierten Masse führen.
Wie schon bei der modellbasierten Identifikation der Balgmasse haben auch bei der
Identifikation der Längsdämpfung die angesprochenen Kriecheffekte einen negativen
Einfluss, sodass die Analyse ruckartiger Bewegungsanregungen keine exakten Dämp-
fungskräfte liefert. Da aufgrund der steifen Rückstellfeder ein Großteil der pneumati-
schen Aktorkraft zur Überwindung der Steifigkeit benötigt wird, ist die Dämpfungs-
kraft vergleichsweise gering. Daher reicht auch hier eine grobe Abschätzung des linear
angenommenen Dämpfungsparameters, der die Dämpfungskraft in Abhängigkeit der
Aktorgeschwindigkeit beschreibt.
validierung
Da eine umfangreiche Validierung des Einzelbalgmodells bereits in [Mah15] diskutiert
wird, sei an dieser Stelle auf die dort veröffentlichten Ergebnisse verwiesen.
2.4.2 Proportionalventile
Die modellbasierte Beschreibung des Ventilmassenstroms (2.9) wird hauptsächlich über
das kritische Druckverhältnis als Kennwert der Durchflussfunktion und über die Leit-
wertsfunktion charakterisiert (Abb. 2.5). Eine möglichst genaue Identifikation der spezi-
fischen Ventileigenschaften ist insbesondere für Simulationen und den späteren Entwurf
von Beobachterverfahren wichtig. Für die experimentelle Bestimmung haben sich zwei
Verfahren bewährt: Im ersten Verfahren wird
a. eine Kammer konstanter Größe mit bekanntem Volumen über bestimmte Ansteuer-
profile be- und entlüftet, wobei in einem ersten Schritt das kritische Druckverhält-
nis bV über die Durchflussfunktion Ψ identifiziert wird, bevor mit einer zweiten
Messreihe der Leitwert CV in Abhängigkeit der Ventilschieberpositionen v aufge-
nommen wird. Alternativ können
b. die Durchflussfunktion Ψ und das kritische Druckverhältnis bV gleichzeitig mit
dem Leitwert CV aufgenommen werden, in dem für bestimmte gerasterte Ventil-
schieberpositionen v der Durchfluss extern gesteuert wird.
Aufgrund des einfacheren Aufbaus wird hier das erste Verfahren verwendet und im
Folgenden im Detail beschrieben.
Nach dem ersten Verfahren wird das zu identifizierende Proportionalventil mit einem
sehr kurzen Schlauch an eine Kammer mit konstantem Volumen geeigneter Größe ange-
schlossen, wobei dazwischen ein Drucksensor zur Messung des kammerseitigen Ventil-
drucks pV angebracht wird (Abb. 2.18). Außerdem werden Versorgungsdruck pVers und
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Abbildung 2.18: Skizze des Versuchsaufbaus zur Ventilidentifikation.
Entlüftungsdruck pEntl gemessen, da der Versorgungsdruck beim Belüften einbricht und
der Entlüftungsdruck hinter dem Ventil beim Entlüften ansteigen kann. Zusätzlich wäre
eine Messung des Massenstroms zwischen Ventil und Kammer wünschenswert, aller-
dings messen die meisten Durchflusssensoren nur unidirektional. Um weitere Drossel-
stellen zwischen den Drucksensoren, dem Ventil und der Kammer zu vermeiden, wer-
den daher zwei Volumenstromsensoren außerhalb des bisherigen Messaufbaus platziert,
mit denen bei vernachlässigbarer Leckage und bekannter Normdichte des strömenden
Mediums dessen Massenstrom gemessen werden kann. Da die Volumenstromsensoren
ein verzögertes Messsignal liefern, wird bei einer ersten Messung der Zeitversatz durch
Vergleich mit dem proportionalen, differenzierten Kammerdrucksignal (2.6) berechnet9.
Zunächst soll die Durchflussfunktion Ψ und das kritische Druckverhältnis bV identi-
fiziert werden, wobei in der Modellierung angenommen wurde, dass diese unabhän-
gig von der ventilschieberabhängigen Öffnungsgröße sind (2.7). Dafür wird das Ventil
schlagartig be- bzw. entlüftet, sodass der normierte Leitwert C˜V(v) stets ±1 ist. Somit
steigt das Druckverhältnis psek/pprim während des Belüftungs- und Entlüftungsvorgangs
jeweils von einem kleinen Startwert bis zu einem Verhältnis von 1 an, bei dem der Druck-
ausgleich erfolgt und somit kein Massenstrom mehr fließt. Da die Durchflussfunktion
Ψ
(
psek
pprim
,bV
)
∝ m˙V
pprim
Abszisse Ordinate
(2.120)
proportional zu dem Quotient aus Massenstrom und Primärdruck ist (2.7), kann durch
Vergleichen der Messpunkte (2.8) z. B. mittels Optimierung das kritische Durchflussver-
hältnis bV (Abb. 2.5b) für die beiden Be- und Entlüftungskanäle bestimmt werden.
Ist das kritische Druckverhältnis bekannt, kann aus der Proportionalitätsbedingung (2.7)
CV,max C˜V(v) ∝ m˙V
pprim Ψ
(
psek
pprim
,bV
) (2.121)
OrdinateAbszisse
der maximale Leitwert CV,max und der ansteuerabhängige normierte Leitwert C˜V(v) ab-
geleitet werden (Abb. 2.5a). Dafür wird ein großes, konstantes Volumen mit einem ram-
penförmigen10 Steuersignal v(t) be- und entlüftet. Dabei wird der Rampenanstieg in
9 Theoretisch sind keine Volumenstromsensoren nötig [Fal12], allerdings ist die numerisch differenzierte Ab-
leitung der Drucksensoren stark verrauscht und die Signalqualität damit deutlich schlechter. Man beachte
jedoch, dass die Volumenstromsensoren in den unteren 5% ihres Messbereichs kein Signal liefern. Für eine
Detailauflösung nahe der Steuerkante wird der modifizierte Versuch mit einem anderen Sensor wiederholt.
10 Rampenförmige Signale haben sich gegenüber Sinusanregungen bewährt, da weniger Messpunkte in der
Nähe der Umkehrpunkte und dafür mehr Messpunkte nahe des interessanten Nulldurchgangs liegen.
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Tabelle 2.2: Vergleich möglicher Ventiltypen.
VOMP MPYE-M5 VEVM
Normdurchfluss 20 l/min 100 l/min 550 l/min
Proportionalverhalten schlechta gut gut
Integrierte Sensorik ja nein ja
Ventilinselverbund ja nein ja
Eigenschaften sehr kompakte
Bauweise, sehr
geringer
Durchfluss
schnelle
Dynamik,
Entlüftungskanal-
Schaltung mögl.b
keine Leckage,
hoher Durchfluss,
unabhängige
Ventilbrückec
a Der Entlüftungsvorgang eines VOMP besitzt ein schaltendes Verhalten.
b Da nicht im Ventilinselverbund betrieben kann der Entlüftungskanal jedes Ventils durch ein
zusätzliches Schaltventil zwischen Vakuum und Umgebungsdruck geschaltet werden.
c Unabhängige Ansteuerung der pneumatischen Brückenschaltung als 2×3/3-Proportional-
Wegeventil ermöglicht parallelen Betrieb zweier Bälge mit einem VEVM.
Abhängigkeit der Volumengröße so gewählt, dass bei einem möglichst langsamen An-
stieg der Druckausgleich im Umkehrpunkt noch nicht erreicht ist.
Alternativ dazu kann das Ventil auch nach dem zweiten Verfahren für bestimmte Ven-
tilstellungen mittels externer Belüftungssteuerung be- und entlüftet werden. Für jede
Ventilschieberposition v wird die Kombination von kritischem Durchflussverhältnis bV
und Leitwert CV(v) bestimmt. Zwar ist bei dieser Methode die Identifikation näher an
der physikalischen Realität, sodass das kritische Druckverhältnis bV abhängig von Öff-
nungsverhältnis v ist und v. a. bei kleinen Öffnungen größer wird – dafür erfordert die-
ses Verfahren jedoch einen höheren Implementierungsaufwand. Vom Ergebnis her kön-
nen beide Verfahren als zuverlässig bezeichnet werden, solange die Implementierung
der Ventilfunktionen konsistent zu dem verwendeten Identifikationsverfahren sind, da
sich die Leitwertsfunktionen in Kombination mit anderen bV-Werten in der Form unter-
scheiden.
Für den Versuchsaufbau des BHA wurden im Laufe der Zeit diverse Proportionalven-
tile von Festo mit unterschiedlichen Eigenschaften verwendet, darunter auch Ventile der
Typen VOMP, MPYE und VEVM. Ein Vergleich der Hauptmerkmale ist in Tab. 2.2 dargestellt.
Eine Beschreibung der Ventile bezüglich deren Eignung und Ergebnisse der Identifika-
tionen werden im Folgenden vorgestellt.
2.4.2.1 VOMP-Piezoventile
Nach dem Einsatz von VPWP-Ventilen während der ersten Prototypenentwicklung, wur-
den die VOMP-Piezoventile auf zwei VEMA-Ventilinseln lange Zeit als Ventile für die An-
steuerung des BHA verwendet, da sie zum einen sehr kompakt im Ventilinselverbund
ausgeliefert werden und die Ventilinsel außerdem integrierte Drucksensoren besitzt. Al-
lerdings ermöglichen die kompakten Ventile auch nur einen geringen Durchfluss – zu-
dem ist das Entlüftungsverhalten der Leitwertsfunktion durch ein ungewünschtes schal-
tendes Verhalten charakterisiert [Fal12]. Eine Detailmodellierung der Ventile [Sch07;
Ger11; Mah15] und deren Identifikation [Sch07; Ger11; Fal12; Mah15] wurde bereits
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für unterschiedliche Anwendungen veröffentlicht. Da sie bei schnellen Bewegungen des
BHA nicht den nötigen Durchfluss liefern, werden sie in dieser Arbeit nicht mehr ver-
wendet.
2.4.2.2 MPYE-Proportionalventile
Die 5/3-Wegeventile werden am Aufbau des BHA als 3/3-Wegeventile verwendet, da
sie ein sehr gutes Proportionalverhalten v. a. auch im Bereich der Steuerkante und einen
deutlich höheren Durchfluss als die VOMP-Piezoventile aufweisen. Allerdings ist dieser
Typ eher als Prototypenventil geeignet, da bei neun Ventilen aufgrund der analogen
Ansteuerung und den zusätzlich benötigten Drucksensoren ein hoher Verkabelungsauf-
wand anfällt. Obwohl ein höherer Durchfluss wünschenswert ist, wird die Baugröße M5
mit einem Durchfluss von 100 l/min verwendet, da die Leckage im Nulldurchgang der
nächsten Baugröße zu hoch ist.
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a) b)Abbildung 2.19: Identifikation der Durchflussfunktion des Ventiltyps MPYE-M5 für Belüftungska-
nal (a) und Entlüftungskanal (b).
Die Versuche vorheriger Identifikationen der Ventile [Osc04; Har04] wurden unter ande-
ren Randbedingungen durchgeführt. Eine erneute Identifikation des kritischen Druck-
verhältnisses über (2.120) führt zu einem Wert von bV = 0.26 im Be- und Entlüftungsfall
(Abb. 2.19), wobei beim Entlüften kein überkritisches Druckverhältnis erreicht wurde.
Mit diesen Parameterwerten kann infolgedessen die Identifikation des ventilschieber-
abhängigen Leitwerts nach (2.121) vorgenommen werden. Als Resultat ergibt sich ein
monoton steigendes Verhalten (Abb. 2.20a), das relativ nah an einer Ursprungsgerade
– dem idealen Verlauf für Proportionalventile – liegt. Im Bereich um die Nullposition
liegen aufgrund des begrenzten Messbereichs der Volumenstromsensoren keine Mess-
werte vor, sodass der Leitwertsverlauf hier interpoliert werden muss, damit er über den
gesamten Bereich streng monoton steigend und damit invertierbar ist. Die identifizier-
te Leitwertsfunktion kann entweder als eine Tabelle mit Stützwerten zur Interpolation
abgespeichert oder mit Hilfe einer bijektiven Näherungsfunktion beschrieben werden.
2.4.2.3 VEVM-Piezoventile mit Booster
Die zweistufigen 5/3-Wegeventile von Festo mit Boostern und Piezoventilen zur Vor-
steuerung werden im Verbund auf VTEM-Ventilinseln betrieben. Sie ermöglichen eine
interne Druckmessung und können beide Anschlüsse als unabhängige 3/3-Wegeventile
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a) b)Abbildung 2.20: Leitwerts-Identifikation der Ventiltypen MPYE-M5 (a) und VEVM (b).
ansteuern, sodass mit einem Ventil zwei Bälge betrieben werden können. Die Ventil-
druckmessung erfolgt über eine interne Druckmessung in einer kleinen internen Kam-
mer. Aufgrund der geringen Kammergröße und den verhältnismäßig sehr großen Mas-
senströmen stellen sich am Drucksensor keine niedrigen Druckverhältnisse ein, sodass
kein überkritisches Verhalten erreichbar ist. Somit wurde das kritische Druckverhält-
nis bV = 0.3 festgelegt und die Leitwertsfunktion entsprechend (2.121) identifiziert
(Abb. 2.20b). Dieser Ventiltyp hat ebenfalls ein gutes Proportionalverhalten, allerdings
tritt im geschlossenen Zustand durch die verbauten Dichtsitze keine Leckage auf. Der
maximale Durchfluss ist ca. viermal größer als der von MPYE-M5-Ventilen.
2.4.3 Pneumatische Schläuche
Die Identifikation des Schlauchmodells kann nicht unabhängig von dem terminalen
Volumen durchgeführt werden, da der Vierpol als Eingangssignale den Massenstrom
am Anfang des Schlauchs m˙V und den Druck des terminalen Volumen am Ende des
Schlauchs pB benötigt (Abb 2.7). Da die Massenströme außerdem nicht direkt ohne Zeit-
verzögerung und Filterung messbar sind, ist zudem eine möglichst exakte Simulation
des verwendeten Ventils nötig.
identifikation im zeitbereich
Die geometrischen Schlauchparameter wie Schlauchlänge und Innendurchmesser sind
bekannt, sodass daraus die initialen Werte für Leitwert und kritisches Druckverhältnis
über die Approximationsformeln (2.20) bestimmt werden können. Die Werte können
über den Vergleich der gemessenen und beobachteten Kammer- und Ventildrücke ange-
passt werden, um mögliche Fehler in der Staudruckamplitude und dem Kammerdruck-
einschwingen auszugleichen. Im nichtlinearen Modell kann die Schlauchlänge in den
Parametern a1 und a2 zur Form- und Volumenbeschreibung so angepasst werden, dass
die simulierte Frequenz korreliert, während der initiale Leitwert aus der empirischen
Näherungsformel (2.21) mit der tatsächlichen Schlauchlänge angepasst wird, bis der
Druckabfall stimmt.
validierung im frequenzbereich
Neben dem Vergleich von Messungen im Zeitbereich kann das Modell auch anhand des
Frequenzganges unterschiedlicher Übertragungsfunktionen validiert werden, in dem
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Abbildung 2.21: Vergleich des approximierten Schlauchmodells in Bezug auf das transiente
Schlauchverhalten eines 1.1m langen und 0.8m langen Schlauchs anhand
von Frequenzgängen unterschiedlicher Übertragungsfunktionen.
das approximierte konzentriert-parametrische Modell mit dem transienten Verhalten
inkl. aller Schwingungsmoden als Lösung der partiellen Differentialgleichung vergli-
chen wird. Das allgemeine Schlauchmodell wurde bereits für ausgewählte Parameter-
sätze im Zeit- und Frequenzbereich validiert [RNM15] – ein Vergleich der Übertra-
gungsfunktionen des transienten Modells [RNM15] und der Approximation mit für
diese Anwendung typischen Parametern bestätigt die Eignung des reduzierten Modells
(Abb. 2.21). Das reduzierte Modell approximiert das Schlauchverhalten bis zur ersten Re-
sonanzfrequenz gut, ohne das Verhalten der Balgdynamik im niederfrequenten Bereich
zu verändern – sowohl für Kammern mit konstantem als auch mit variablem Volumen,
solange das Kammervolumen VB  VS deutlich größer als das Schlauchvolumen ist.
Das Modellverhalten oberhalb der ersten Resonanzfrequenz wird für den Reglerentwurf
nicht benötigt.
Eine zusätzliche und detaillierte Validierung des Schlauchmodells wird außerdem durch
die Validierung des auf dem Schlauchmodell basierenden Kammerdruckbeobachters im
späteren Verlauf dieser Arbeit (Kap. 3.2.2) vorgenommen. Nach der Identifikation und
Validierung einzelner Komponenten wird im Folgenden die Identifikation des Manipu-
latormodells behandelt.
2.4.4 Manipulatormodell
Für die Bestimmung der Parameter zur Manipulatormodellierung werden zunächst
kurz die zu bestimmenden Parameter des kinematischen Modells aufgezeigt, bevor die
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des neu entwickelten, dynamischen Modells genauer untersucht werden. Schlussendlich
folgt die Validierung des dynamischen Modells sowie ein Vergleich zu den vorgestellten
Modellreduktionen.
2.4.4.1 Kinematisches Modell
Die zur Bestimmung des kinematischen Modells benötigten Konstruktionsparameter
können direkt aus dem CAD-Modell abgeleitet werden, insbesondere
• der mittlere Abstände zwischen Sektionsmittellinie zu Balgmittellinie rBi,
• der Balgradius rbi und
• die Höhe der Sektionsfüße `ib und Sektionsköpfe `ih
jeder Sektion, aus denen sich auch die indirekten Parameter – wie die Abschlussflä-
chen AB,Druck der Bälge – ableiten lassen. Eine Übersicht der wichtigsten Parameter des
BHA finden sich in Anhang B. Als resultierender Arbeitsraum ergibt sich eine pilzför-
mige Hüllkurve mit einem Durchmesser von ca. 1.4m (Abb. 2.22), wobei der Teilbereich,
in dem der Manipulator senkrecht nach unten zeigen kann, deutlich eingeschränkt ist.
0.9m
1.4m
senkrechter
TCP möglich
Abbildung 2.22: Schnitt durch den unsymmetrischen Arbeitsraum des hängenden BHA mit Bei-
spielposen. Die dunklere Fläche deutet den Teil des Arbeitsraumes an, in dem
der TCP des Manipulators senkrecht nach unten orientiert werden kann.
Da kinematische Modelle wie das der konstanten Krümmungen bereits intensiv am
BHA untersucht und validiert wurden, sei für weitere Analysen des Arbeitsraums auf
[Ehr11; Mah15] und für eine Modellvalidierung des kinematischen Modells auf [RS12;
Mah15] verwiesen. Das Modell der konstanten Krümmungen bildet die Kinematik des
BHA bis auf die Posen nahe der Aktorraumbeschränkungen hinreichend gut ab.
2.4.4.2 Dynamisches Modell
Grundlage des dynamischen Modells sind zunächst die kinematischen Parameter, wie
die mittlere Entfernung von Balgmittellinie zu Sektionsmittellinie rBi (2.28b,2.65a), die
bereits für die kinematische Modellierung identifiziert sind. Andere Parameter, wie die
Größe der Abschlussflächen AB,Druck der Bälge zur pneumatischen Stellkraftberechnung,
sind identisch mit denen des bereits bekannten Einzelbalgmodells. Die Position ihrMi
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der Sektionsmassen in den lokalen Kopfkoordinatensystemen der Sektionen wird am
Koordinatenursprung des Sektionskopfs platziert (2.65b). Die übrigen zu identifizieren-
den dynamischen Parameter oder Kennlinien des dynamischen Modells sind die
• Federkraftkennlinien FBik,Fdr(qik) der längenabhängigen Längssteifigkeiten, die
• geschwindigkeitsabhängigen Kräfte FBik,Dmp(q˙ik) der Längsdämpfungen, die
• SektionsbiegemomenteMi,Bieg(ψi) der Biegesteifigkeiten in Abhängigkeit des Sek-
tionsbiegewinkels ψi, die
• nominellen Sektionsmassen mi jeder Sektion und die
• entsprechenden Trägheitsmomente ihIMi der Sektionsmassen.
Im Folgenden werden die konstanten Parameter und Kennlinien am BHA mittels ent-
sprechender Experimente und Messungen identifiziert, bevor am Ende eine Gesamtva-
lidierung der unterschiedlichen Modelle und Modellvereinfachungen vorgestellt wird.bestimmung der nominellen sektionsmassen
Analog zu der Massenbestimmung des Einzelbalgs bestimmen sich die Sektionsmas-
sen mi als Approximation der über den Sektionen verteilen Massen, die näherungswei-
se über Wägung der einzelnen Sektionen vor deren Verschraubung bestimmt werden
können. Zusätzlich bewegte Massen wie Schläuche, Seilzugsensoren oder Schrauben
machen weniger als 1% der Materialmasse durch Polyamid aus und müssen daher nicht
zusätzlich mit berücksichtigt werden.bestimmung der trägheiten
Die Sektionsträgheiten beschreiben die Massenverteilungen ober- und unterhalb der
konzentrierten Massen in den Sektionsschwerpunkten (Abb. 2.15). Falls die Träghei-
ten ihIMi nicht bereits aus einem CAD-Modell bekannt sind, können die Hauptträg-
heitsmomente im Kopfkoordinatensystem als konstant angenommen werden und durch
Approximation über einen Vollzylinder (2.68) mit mittlerer Sektionshöhe [GF14]
`∅ =
lB,max + lB,min
2
(2.122)
oder als Überapproximation über einen Hohlzylinder (2.70) mit vernachlässigbarer
Wandstärke und maximaler Sektionshöhe `max [GF14] abgeschätzt werden. Diese im
lokalen Kopfkoordinatensystem Rih konstanten Hauptträgheitsmomente können mit
der Rotationsmatrix wRih der entsprechenden homogenen Transformation (2.30) in das
Weltkoordinatensystem übertragen werden (2.102).
Die Untersuchung und Implementierung veränderlicher lokaler Trägheitstensoren ihIMi
in Abhängigkeit der Konfigurationskoordinaten ist für diese Art von Kontinuum-Mani-
pulatoren mit beschränkten Rotationsbewegungen vernachlässigbar.identifikation der längssteifigkeiten
Die Identifikation der Längssteifigkeiten über die Federkraftkennlinien FBik,Fdr(qik) der
Bälge im Sektionsverbund erfolgt analog zu der Einzelbalg-Identifikation (Abb. 2.17).
Nach dem gleichen Vorgehen werden alle Bälge einer Sektion gleichmäßig bedruckt,
sodass die Krümmung nahe bei null bleibt (2.28) und sich die Steifigkeitskräfte für je-
den Balg im Manipulatorverbund durch Berechnung der Aktorkräfte aus stationären
Druckmessungen und nach Bereinigen von Gravitationskräften ergeben (Abb. 2.17).
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identifikation der biegesteifigkeiten
Die Biegemomente Mi,Bieg einer Sektion i beschreiben die für die Sektionsbiegung rele-
vanten Quersteifigkeiten der Bälge im Sektionsverbund (Abb. 2.13) und sind abhängig
von dem Biegewinkel ψi der Sektion (2.26) und der Orientierung φi der Krümmung.
Zur korrekten Bestimmung des Sektionspotentials (2.73) müssen die Biegesteifigkeiten
jeder Sektion identifiziert werden, wobei das Vorgehen ähnlich dem der Identifikation
von Längssteifigkeiten ist, da Biegesteifigkeiten über stationäre Messungen der Balg-
drücke einer gekrümmten Manipulatorstruktur erhalten werden können.
Für die experimentelle Identifikation der Biegesteifigkeiten wird ausgenutzt, dass die
pneumatischen Aktorkräfte (2.2) zum Erreichen einer statischen Sektionsbiegung neben
den Längssteifigkeiten auch das zusätzliche Biegemoment kompensieren müssen. Nach
einer Bereinigung von gemessenen stationären Drücken um die entsprechenden Gravi-
tationskräfte und Längssteifigkeiten kann das Biegemoment Mi,Bieg(ψi,φi) aus den ver-
bleibenden relativen Biegedrücken bestimmt werden, wobei sich das Moment aus den
Druckkräften und den Hebelarmen der Balgangriffspunkte rBi ergibt. Zunächst wird
das Biegemoment jeder Sektion in einer Versuchsreihe für eine feste Orientierung φi
und veränderliche Biegewinkel ψi bestimmt, in dem die Sektion in verschiedene statio-
näre Biegezustände durch entsprechende Druckprofile von Balg eins gegen Balg zwei
und drei gesteuert wird und die Orientierung φ somit entweder 0 oder pi ist (2.28a). Die
gemessenen und bereinigten relativen Biegedrücke werden über dem kinematisch be-
rechneten Biegewinkel aufgetragen, um aus den Messpunkten eine lineare Näherungs-
funktion des relativen Biegedrucks in Abhängigkeit des Biegewinkels zu bestimmen
(Abb. 2.23). Dabei ist die Varianz in den relativen Drücken hauptsächlich durch das
langsame Kriechen des Materials während der Identifizierungsmessung begründet.
Die Identifikation entlang eines Schnitts (Abb. 2.23) ist zunächst ausreichend, da auf-
grund der Symmetrie diese Kraft-, Druck- oder Momentenfunktion auf die anderen
beiden Schnitte übertragen werden kann und die Beträge dazwischen in Abhängigkeit
der Orientierung interpoliert werden können (Abb. 2.23).
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Abbildung 2.23: Lineare Näherungsfunktion der relativen Biegedrücke über dem Biegewinkel ψ
durch Bedrucken von Balg 1 gegen Bälge 2 und 3. Negative Winkel beschreiben
eine Biegung in die entgegengesetzte Richtung φ = pi statt φ = 0.
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identifikation der längsdämpfung
Analog zum Einzelbalgmodell ist die Identifikation der Kräfte FBik,Dmp(q˙ik) zur Be-
schreibung der Längsdämpfung aufgrund der durch Kriecheffekte hervorgerufenen ver-
änderlichen Steifigkeiten nicht exakt möglich. Die dämpfende Charakteristik ist aber vor
allem dann sichtbar, wenn der Manipulator eine schnelle Eigenbewegung bei gleichblei-
bender Aktorkraft durchführt, z. B. bei Schwingungen, die durch externe Kraftsprünge
nach Kontaktverlust ausgelöst werden (Abb. 2.24). Da die Dämpfung maßgeblich den
Abklingvorgang einer Eigenschwingung charakterisiert, kann basierend auf Messungen
solcher Schwingungen eines Manipulators typischer Länge (Abb. 2.24) eine mittlere li-
neare Dämpfung z. B. mit einem Least-Squares-Verfahren gefittet werden, die typisch
für den Betrieb des Manipulators ist.
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Abbildung 2.24: Seitliche Manipulatorschwingung ausgelöst durch plötzliches Loslassen nach
Auslenkung mittels externer Kraft zur Bestimmung der Dämpfungseigenschaf-
ten des Manipulators.
modellvalidierung
Nachdem alle Modellparameter identifiziert sind, sollen abschließend Simulationen des
neu entwickelten dynamischen Modells und der vorgestellten Approximationen mit
Messungen verglichen und dadurch validiert werden. Dazu werden für vorgegebene
Drucktrajektorien Referenzmessungen am druckgeregelten BHA mit einer Abtastzeit
von 1ms über den DSpace 1007 PPC Rapid Control Prototyping Computer aufgenom-
men. Daraufhin werden die zu testenden Modelle in der Simulationsumgebung von Mat-
lab und Simulink inkl. der analytischen Ableitungen der homogenen Transformation
implementiert. Dabei wird das Auftreten von Singularitäten in der Formulierung des ki-
nematischen Modells numerisch verhindert, in dem für Krümmungen κ < κmin = 1·10−6
die Berechnungsvorschrift der homogenen Transformation von dem regulären Fall (2.34)
auf den singulären Fall (2.38) stetig umgeschaltet wird und die Krümmung der Ablei-
tungen künstlich auf mindestens κmin gehalten wird (2.62).
Eine Anregung der Manipulator-Eigenbewegung, die sowohl die Verkopplungen zwi-
schen den Bälgen innerhalb einer Sektion als auch zwischen den Sektionen gut sichtbar
macht, wird durch eine schlagartige Druckänderung einzelner Bälge erreicht, während
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Abbildung 2.25: Referenzmessungen und Modellvergleich der Druckanregung durch Simula-
tion des vollständigen Modells und des reduzierten Modells (ohne rotato-
rische Energieanteile R und Coriolisterme Ω).
die anderen bei konstantem Druck gehalten werden. Dadurch entsteht eine resultieren-
de Manipulatorbewegung mit plötzlichem Anfahren und Abbremsen, sodass durch die
mechanischen Verbindungen auch die nicht aktuierten Bälge ihre Länge ändern. Der
Effekt ist bei ausgelenkten Sektionen aufgrund der höheren Manipulatorträgheit besser
sichtbar.
In einem ersten Experiment wird daher zunächst bei ca. 2 s nur der Druck p11 des
ersten Balgs der ersten Sektion geändert, während die anderen konstant bleiben, sodass
eine Kippbewegung des Manipulators zur einen Seite entsteht (Abb. 2.25). Nach ca. 3 s
wird der Druck p11 wieder abgesenkt, während Bälge zwei und drei der ersten Sektion
über eine Druckerhöhung von p12,p13 verlängert werden, sodass der Manipulator in
die entgegengesetzte Richtung kippt. Die Bälge der zweiten und dritten Sektion q2?,q3?
werden durch einen hohen Kammerdruck gestreckt, um eine hohe Trägheit zu erzeugen.
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Abbildung 2.26: Referenzmessungen und Modellvergleich der Druckanregung durch Simula-
tion eines verkoppelten und entkoppelten statischen Modells.
Die Messungen dieses Experiments werden mit den druckbasierten Simulationen des
vollständigen dynamischen Modells (2.109–2.111) und des reduzierten Modells, in dem
sowohl rotatorische kinetische Energieanteile R und die CoriolismatrixΩ vernachlässigt
sind (2.116,2.119), verglichen (Abb. 2.25). Für beide Simulationsmodelle stimmen die Ak-
torlängen und die TCP-Koordinaten gut mit den aufgenommenen Messdaten überein;
insbesondere die Schwingungsamplituden und -frequenzen durch Überschwingen des
trägen Manipulators sind gut sichtbar (Abb. 2.25). Nach einer Auslenkung erhöht sich
der stationäre Fehler durch nicht modellierte Kriecheinflüsse. Bei anderen Versuchen
sind ähnliche Ergebnisse zu beobachten. So ergeben beide Modelle – sowohl das voll-
ständige, als auch das stark reduzierte – für druckaktuierte Bewegungen gute Simulati-
onsergebnisse, die mit den gemessenen Trajektorien übereinstimmen.
Entsprechend der Simulationen dynamischer Modelle (Abb. 2.25) wird auch ein ent-
koppelter und ein verkoppelter statischer Modellansatz verglichen (Abb. 2.26). Das ent-
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koppelte statische Modell neun entkoppelter statischer Einzelbalgaktoren vernachlässigt
die Beschleunigungs- und Dämpfungskräfte des Einzelbalgmodells (2.1) und wird über
die statischen Gleichgewichte berechnet. Die Modellabweichungen durch die fehlenden
dynamischen Effekte und nicht vorhandenen Biegesteifigkeiten und Gravitationskräfte
sind groß (Abb. 2.26). Aber selbst ein von (2.109) abgeleitetes, verkoppeltes statisches
Manipulatormodell
N(q, q˙) = τ(p) + τext (2.123)
mit Berücksichtigung der verkoppelten Biegesteifigkeiten und Gravitationskräfte weicht
während Bewegungen ca. dreimal stärker als die dynamischen Modelle von den Mess-
daten ab. Vor allem die trägheitsbedingten Einschwingvorgänge nach den charakteris-
tischen Überschwingungen sind nicht zu beobachten. Außerdem lassen sich Aktorlän-
gen q aus dem verkoppelten statischen Modell (2.123) nur implizit berechnen, sodass
die nötige Rechenzeit deutlich über die der dynamischen Simulationen steigt – obwohl
die sonst aufwändig zu bestimmenden Coriolis- und Massenmatrizen nicht berechnet
werden. Um den Rechenaufwand der vorgestellten Methoden unabhängig von Simu-
lationsschrittweite, Taktfrequenz des Prozessors und Länge der zu simulierenden Zeit
auszudrücken, wurden diese normiert. Ein Vergleich der relativen Simulationszeiten für
die unterschiedlichen Modelle ist in Tab. 2.3 angegeben.
In einem zweiten Experiment wird eine extern angeregte Schwingbewegung untersucht,
ähnlich der bereits verwendeten Bewegung zum Energievergleich (Abb. 2.16) und zur
Dämpfungsidentifikation (Abb. 2.23). Dabei wird der ausgelenkte Manipulator bei kon-
stantem Balgdruck durch eine externe Kraft ausgelenkt, die dann bei geschlossenen
Ventilen schlagartig losgelassen wird. Durch die hohe Rückstellkraft der verformten
steifen Strukturen wird eine schnelle Schwingbewegung des Manipulators induziert
(Abb. 2.27), die nicht mittels statischen Modellen simuliert werden kann, da sich die
Drucktrajektorien der Bälge nicht merklich ändern.
Die entwickelten dynamischen Modelle – sowohl das vollständige, als auch das reduzier-
te Modell – beschreiben die Manipulatorbewegung und die Schwingung der einzelnen
Aktoren gut (Abb. 2.27). Die simulierte Frequenz, die Amplitude und die Dämpfung des
TCP entsprechen den Referenzmessungen während den weiten Schwingungen. Abwei-
chungen der Simulationen von den Messdaten – v. a. in den Aktorkoordinaten – treten
aufgrund der Annahme konzentrierter Massen auf, da die verteilten Massen auch nicht
modellierte Oberschwingungen erzeugen können. Die Verläufe im Abklingvorgang der
Tabelle 2.3: Vergleich der relativen Simulationszeiten.
Modell mit Rotationen Coriolismatrix Genauigkeit rel. Zeit
dynamisch (Abb. 2.25) ++ 1.000
dynamisch ++ 0.244
dynamisch + 0.798
dynamisch (Abb. 2.25) • 0.175
statisch (verkoppelt)a (Abb. 2.26) – 15.468
statisch (entkoppelt) (Abb. 2.26) – – 0.014
a Hoher Berechnungsaufwand wegen impliziter Lösung eines nichtlinearen Modells.
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Abbildung 2.27: Referenzmessungen einer seitlichen Manipulatorschwingung und Modellver-
gleich durch Simulation des vollständigen Modells und des reduzierten Mo-
dells (ohne rotatorische Energieanteile R und ohne Coriolisterme Ω).
Schwingung passen nicht mehr zu den Messdaten, da allgemein ein einfacher Ansatz
für die Beschreibung der Dämpfungen gewählt und ein für den Betrieb typischer, mitt-
lerer Dämpfungsfaktor gewählt wurde. Weitere Modellreduktionen wie die Vernach-
lässigung rotatorischer kinetischer Energieanteile R und der Coriolismatrix Ω führen
hingegen bei gleichzeitiger Reduktion der Simulationszeit um etwa 80% (Tab. 2.3) nur
zu kleinen Änderungen in den Simulationsergebnissen (Abb. 2.27).
Allgemein zeigt sich, dass das Modell mit den analytisch implementierten Ableitungen
eine deutlich verbesserte Modellgenauigkeit – sowohl im statischen als auch im dyna-
mischen Fall – erreicht und auch das stark reduzierte Modell immer noch eine sehr
zufriedenstellende Güte aufweist, wobei die Rechenzeit für die Berücksichtigung der
Verkopplungen und der Kinematik nur ca. zehnmal höher als die des dynamischen Ein-
zelbalgmodells ist.
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2.5 zusammenfassung
In diesem Kapitel wurden die benötigten Modelle der Komponenten und des Manipula-
tors hergeleitet. Das Vierpol-Schlauchmodell mit seinen zwei Zuständen in Kombinati-
on mit dem pneumatischen Kammermodell des Einzelbalgs und dem Ventilmodell wird
für den Reglerentwurf der Aktorik benötigt und ist zudem für den Entwurf eines Kam-
merdruckbeobachters geeignet. Für das verwendete kinematische Manipulatormodell
der konstanten Krümmungen wurde außerdem die analytische differentielle Kinematik
vorgestellt.
Auf Basis des kinematischen Modells und des dynamischen Einzelbalgmodells wurde
ein neues dynamisches Manipulatormodell für Kontinuum-Manipulatoren entwickelt.
Die Herleitung erfolgte am Beispiel des BHA über ein Sektions-Ersatzmodell mit einer
konzentrierten Masse und über die analytischen Ableitungen der homogenen Transfor-
mationsmatrizen, sodass die benötigten Terme analytisch in die Lagrangeschen Glei-
chungen 2. Art eingesetzt werden konnten. Durch Umsortierung wurde eine Formulie-
rung der Bewegungsgleichung in klassischer Form erreicht, die die Dynamik der Ak-
torkoordinaten mit einer regulären Massenmatrix, Coriolismatrix und entsprechenden
passiven und aktiven Kraftvektoren beschreibt. Für dieses Modell wurden außerdem
Vorschläge zur Verringerung des Rechenaufwands über geeignete Modellvereinfachun-
gen vorgestellt.
Nach Hinweisen zur Identifikation der Parameter für Komponenten- und Manipulator-
modelle wurde abschließend eine Validierung des neuen Manipulatormodells und der
abgeleiteten reduzierten Modelle am BHA über Vergleiche von Messungen und Simula-
tionen vorgenommen. Dabei hat sich gezeigt, dass selbst die stark reduzierten Modelle
– im Gegensatz zu bisher verfügbaren Aktormodellen – alle am BHA dominierenden
Effekte inkl. der Wechselwirkungen zwischen den einzelnen Aktoren effizient abbilden
und die dynamischen Manipulatormodelle deutlich schneller als entsprechende stati-
sche Modelle zu lösen sind. Somit wurde eine Methode für die Entwicklung eines dyna-
mischen Modells für Kontinuum-Manipulatoren entwickelt, das in seiner generischen
Form auf andere Kontinuum-Manipulatoren mit intrinsischen Aktoren übertragbar ist,
wenn deren Kinematik über den Ansatz der konstanten Krümmungen oder ähnliche
Methoden modelliert wird.
Dieses dynamische Modell ist in seiner reduzierten Form für den modellbasierten Reg-
lerentwurf geeignet. Damit wurde eine wichtige Schnittstelle zu der klassischen Robo-
tik geschaffen, sodass auf Basis dieses Modells die Methoden der dynamischen Regler-
entwürfe auf Kontinuum-Manipulatoren anwendbar sind. Darauf aufbauend wird im
nächsten Kapitel u. a. ein modellbasierter Entkopplungsregler für Kontinuum-Manipu-
latoren entworfen.
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REGELUNG IN AKTORKOORD INATEN
In diesem Kapitel soll auf Basis des zuvor entwickelten dynamischen Manipulatormo-
dells eine nichtlineare Regelung und Steuerung für Kontinuum-Manipulatoren analog
zu einer Regelung in Gelenkkoordinaten eines klassischen Knickarmroboters [SK08] ent-
wickelt werden, sodass eine schnelle und präzise Trajektorienfolge in Aktorkoordinaten
q(t) → qd(t) und eine gute Dämpfung des Manipulators auch bei dynamischer Anre-
gung ermöglicht wird. Die Entwicklung und Funktionstests erfolgen dabei am Bioni-
schen Handling-Assistenten (BHA).
Eine Regelung in Aktorkoordinaten kann unter Berücksichtigung des mechanischen
Systems die nötigen Sollbalgdrücke zur Kraftstellung berechnen, um die Aktorlängen
als Mess- und Regelgrößen entsprechend der geplanten Solltrajektorien einzustellen
(Abb. 3.1). Dabei kann in den meisten Fällen die Druck- bzw. Kraftstellung nicht di-
rekt erfolgen. Stattdessen ist bei pneumatisch aktuierten Kontinuum-Manipulatoren die
Vorgabe von normierten Ventilschieberpositionen nötig (Abb. 2.3).
Trajektorien-
generierung
Aktor-
regelung
System
(mech.) Kinematik
{qd, q˙d, q¨d} pd · · · p x
{q, q˙}in Aktor-
koordinaten
Soll-Balglängen
inkl. Ableitungen
Soll-Balgdrücke
zur Kraftstellung
gemessene Balglängen
und -geschwindigkeiten
TCP-
Koordinaten
{q, q˙}
Abbildung 3.1: Schema der Aktorregelung des mechanischen Systems, bei der allein die Aktor-
koordinaten und deren Geschwindigkeiten geregelt werden.
Da bei dem Entwurf von Steuerungen und Regelungen zur exakten Trajektorienfolge
dynamischer Bewegungen auch die Dynamik der Aktorik mit berücksichtigt werden
kann und die Dynamik pneumatischer Antriebe im Vergleich zu den mechanischen
Bewegungen nicht zu vernachlässigen ist, wird die Druckregelung in diesem Kapitel
ebenfalls betrachtet. Zunächst wird jedoch die allgemeine Reglerstruktur vorgestellt.
3.1 struktur der regelung
Als Regelgrößen sollen die Aktortrajektorien der Balglängen q(t) den Solltrajektori-
en qd(t) und deren zeitlichen Ableitungen folgen. Dabei dienen die relativen Ventil-
schieberpositionen v(t) der Proportionalventile als pneumatische Stellgrößen. Aufgrund
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der starken Verkopplung des mechanischen Systems und der unverkoppelten pneuma-
tischen Systeme ist eine Unterteilung des Reglers in unverkoppelte Druckregler und
überlagerte Balglängenregler mittels einer kaskadierten Reglerstruktur [GK91] zielfüh-
rend – insbesondere, da sowohl die Balglängen q als auch die Balgdrücke p als Mess-
größen vorliegen (Abb. 3.2). Über diese Reglerstruktur ist eine getrennte Auslegung der
unverkoppelten Druckregler und der überlagerten Lageregler möglich [Mah15] – im
Gegensatz zu dem Konzept der direkten Vorgabe und Invertierung des Gesamtmodells
pneumatischer Antriebe [Hil09].
Trajektorien-
generierung
Balglängen-
regelung
Druck-
regelung BHA
{qd, q˙d, q¨d}
q, q˙
pd
p
v q
Abbildung 3.2: Schema der kaskadierten Aktorregelung mit überlagerter Balglängenregelung
und unterlagerter Druckregelung.
Die dezentralen Druckregler mit den Balgdrücken p als Mess- und Regelgrößen berech-
nen die relativen Ventilschieberpositionen v. In der ersten Prototypenversion des BHA
wurden die unverkoppelten Druckregler – wie in der Servopneumatik üblich – über
eine Zustandslinearisierung der Kammerdruck-Differentialgleichung und einer modell-
basierten Berechnung der Ventilschieberöffnung erhalten [Ger11]. Da am BHA nicht
viel Platz zwischen den Bälgen einer Sektion ist und die entfernten Druckkammern sich
zudem auch noch bewegen, wurden die Drücke des ersten Prototypen ventilseitig ge-
messen und dieser Ventildruck als Rückführsignal in der Druckregelung verwendet. Bei
der Verwendung von Ventilinseln mit externen Drucksensoren wurden im weiteren Ver-
lauf der Entwicklung dünne Stichleitungen zu den Bälgen gelegt, sodass der Balgdruck
durch zusätzlichen Verschlauchungsaufwand direkt gemessen und die Grenzfrequenz
der Druckregelung infolgedessen spürbar erhöht werden konnte [Mah15].
Dadurch wurde auch die erfolgreiche Implementierung der kaskadierten Aktorregelung
ermöglicht. Die entkoppelten Balglängenregler wurden auf Basis des dynamischen Ein-
zelbalgs entwickelt [Mah15], da kein dynamisches Manipulatormodell vorhanden war.
Dies hatte zur Folge, dass zwar generell die Sollbalglängen vorgegeben werden konnten,
aber die einzelnen Balglängenregler bei gekrümmten Sektionen gegeneinander arbeiten
und Manipulatorschwingungen nur ineffizient gedämpft werden konnten.
Um dem entgegenzuwirken, soll eine entkoppelnde Aktorregelung unter Verwendung
des neuen Manipulatormodells entwickelt werden. Die Grenzfrequenz der Aktorrege-
lung wird jedoch auch maßgeblich von der Grenzfrequenz des unterlagerten Druck-
reglers abhängen. Bevor also im späteren Verlauf des Kapitels die neue, entkoppelnde
Aktorregelung vorgestellt werden kann, wird zunächst der bisher verwendete, unter-
lagerte Druckregler vorgestellt und hinsichtlich einem besseren Führungsverhalten er-
weitert. Danach wird der alte, dezentrale Balglängenregler vorgestellt, damit dieser als
Vergleich für die Validierung des zentralen Balglängenreglers verwendet werden kann.
3.2 unterlagerte druckregelung
Die Druckregelung von Kammern wird stets unverkoppelt betrachtet, da die Drucksys-
teme hinter den Ventilen nicht miteinander verbunden sind. Somit ist eine für einen
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a) Ventildruckmessung b) Kammerdruckmessung
über Sensorschlauch
beob.
c) Kammerdruckbeobachtung
durch Ventildruckmessung
Abbildung 3.3: Messkonfigurationen zur Druckregelung.
Einzelbalg entworfene Druckregelung direkt auf die Bälge des Manipulators übertrag-
bar, solange deren Volumen und Volumenänderungen bekannt sind.
Eine direkte Messung des Kammerdrucks für Bälge des Manipulators ist generell nicht
möglich, da die Sensoren schlecht entlang des Manipulators platziert werden können. In
der klassischen Pneumatik ist es üblich, Schläuche zu vernachlässigen und direkt hinter
dem Ventil zu messen (Abb. 3.3a) und auf diesen Ventildruck zu regeln. Da in Abhängig-
keit der Schlauchdimensionen der Kammerdruck in der dynamischen Phase aufgrund
von Staudruck und Phasenversatz stark von dem Ventildruck abweichen kann, wird zur
Verbesserung der Regelgüte und der Realisierung höherer Grenzfrequenzen stattdessen
eine Kammerdruckmessung verwendet (Abb. 3.3b). Da der verwendete Sensorschlauch
nahezu keinen Massenstrom führt, treten Reibungseffekte und Staudrücke in den Hin-
tergrund – allerdings breitet sich das Drucksignal nur mit Schallgeschwindigkeit aus,
sodass für jeden Meter Schlauch mit einer Verzögerung von ca. 3ms gerechnet werden
muss. Zudem erfordert diese Variante einen zusätzlichen Verschlauchungsaufwand.
Unter Berücksichtigung des Schlauchs und insbesondere dessen Druckabfalls kann mit-
tels gemessenem Ventildruck der Kammerdruck auch beobachtet werden (Abb. 3.3c), so-
dass eine hohe Regelgüte auch mit geringem Verschlauchungsaufwand erreicht werden
kann – allerdings ist eine zusätzliche Identifikation des zusätzlich benötigten Schlauch-
modells notwendig.
Im Folgenden werden zunächst die klassischen Druckregelkonzepte vorgestellt. Danach
wird der Balgdruckbeobachter und die darauf basierenden, erweiterten Druckregelkon-
zepte vorgestellt, bevor die Druckregler miteinander verglichen und bewertet werden.
3.2.1 Klassische Druckregelkonzepte
Zur Entwicklung des modellbasierten Reglers wird bei klassischen Druckreglerkonzep-
ten nur das dynamische Kammerdruckmodell berücksichtigt. Dabei kann zur Regelung
sowohl die Rückführung des tatsächlichen Kammerdrucks, als auch die des Ventildrucks
verwendet werden.
3.2.1.1 Druckregelung mittels Sensorschlauch und Kammerdruckmessung
Um den Luftdruck in Kammern mit veränderlichem Volumen zu regeln, wird während
des Reglerentwurfs oft die Annahme getroffen, dass der Schlauch vernachlässigt wer-
den kann. Dies ist für kurze Schläuche mit kleinem Volumen und einem größeren Quer-
schnitt als dem des Ventils zulässig – allerdings wird diese Annahme unter Hinnahme
von Performanceeinbußen auch für längere, dünnere Schläuche getroffen.
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Zur Rückführung des Kammerdrucks erfolgt die Druckmessung entweder direkt in der
Kammer oder aber über einen kurzen Sensorschlauch (Abb. 3.3b). In diesen Fällen hat
sich ein modellbasierter Regler bewährt [Göt03; Hil+05; KSH10], bei dem die Nichtli-
nearitäten des Modells über eine exakte Zustandslinearisierung kompensiert werden
[Isi95].
Der einzige Zustand des Kammerdruckmodells (2.3) ist der Kammerdruck pB, der
gleichzeitig auch als Regel- und Messausgang fungiert. Der Modelleingang ist der Mas-
senstrom m˙B. Somit ist eine exakte Zustandslinearisierung über eine Modellinvertierung
möglich, sodass nach Wahl des virtuellen Eingangs ν = p˙B die Bestimmungsgleichung
für den Sollmassenstrom
m˙B,d =
1
Rs T0
(
VB(lB)
κB
ν+ V˙B
(
l˙B
)
pB
)
(3.1)
üblicherweise mit einem linearen Proportionalregler und einer Vorsteuerung
ν = p˙B,d +K
(
pB,d − pB
)
(3.2)
kombiniert wird [Fal12]. Folglich ergibt sich der Sollmassenstrom zu
m˙B,d =
1
Rs T0
(
VB(lB)
κB
(
p˙B,d +K
(
pB,d − pB
))
+ V˙B
(
l˙B
)
pB
)
,
Vorsteuer-Verstärkung V
(3.3)
wobei die lineare Rückführverstärkung
K = 2pi fd (3.4)
oft in Abhängigkeit der gewünschten Eckfrequenz fd des Störverhaltens angegeben
wird.
Der Massenstrom m˙B,d ist jedoch nicht direkt, sondern nur implizit über die normierte
Ventilschieberposition v stellbar. Wenn die Ventileigenschaften bekannt sind (Abb. 2.5)
und sowohl der Versorgungsdruck pVers als auch der Entlüftungsdruck pEntl gemessen
wird, können die Nichtlinearitäten des ventilabhängigen Massenstroms (2.9) kompen-
siert werden [Hil+05], sodass die normierte Ventilschieberposition v = v
(
m˙B,d
)
in Ab-
hängigkeit des Sollmassenstroms berechnet werden kann. Dazu wird zunächst der ge-
wünschte normierte Leitwert
C˜V,d,ideal =
1
ρpprim Ψ
(
psek
pprim
,bV
)
CV,max
m˙B,d (3.5)
durch Umstellen von (2.7) bestimmt. Dies funktioniert im mittleren Druckbereich gut
– wenn allerdings der Kammerdruck beim Belüften nahe des Versorgungsdrucks oder
beim Entlüften nahe des Entlüftungsdruck liegt, ist das Druckverhältnis der Drossel
aufgrund psek → pprim nahezu 1, sodass der durch das Ventil fließende Massenstrom
gegen null geht – unabhängig davon, wie weit das Ventil geöffnet ist. In diesem Fall
würde in (3.5) eine Division durch Ψ → 0 den Leitwert weiter vergrößern, als dies
aufgrund des begrenzten maximalen Ventildurchmessers tatsächlich möglich ist. Um
dies zu verhindern, wird eine numerische Grenze Ψmin eingeführt [Fal+17], sodass der
normierte Leitwert C˜V,d
C˜V,d =
1
ρpprim max
{
Ψmin,Ψ
(
psek
pprim
,bV
)}
CV,max
m˙B,d ∈ [0, 1] (3.6)
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in ungünstigen Durchflussverhältnissen z. B. mit Ψmin = 0.2 aufgrund des Druckunter-
schieds maximal um den Faktor 5 erhöht wird. Je nach Vorzeichen des gewünschten
Massenstroms wird entweder be- oder entlüftet, sodass sich der tatsächlich geforderte
Leitwert C˜V,d ∈ [−1, 1] zu
C˜V,d =
m˙B,d
ρCV,max

1
pVers max
{
Ψmin,Ψ
(
pV
pVers
,bV
)} m˙B,d > 0
1
pV max
{
Ψmin,Ψ
(
pEntl
pV
,bV
)} m˙B,d < 0 (3.7)
berechnet. Durch die eingeführte Limitierung Ψmin wird außerdem verhindert, dass der
normierte Leitwert durch Störrauschen aufgrund eines ungünstigen Druckverhältnisses
nahe der druckbedingten Stellgrößenbeschränkung pVers oder pEntl zwischen den Be-
grenzungen oszilliert. Zuletzt wird die gewünschte normierte Ventilschieberposition
vd = C˜
−1
V
(
C˜V,d
)
(3.8)
durch numerische Invertierung des normierten Leitwerts (Abb. 2.5) berechnet.
Der modellbasierte Druckregler setzt sich somit aus den Komponenten des Reglers
zur Sollmassenstromvorgabe (3.3) und dem algebraischen Zusammenhang zur Ventil-
kompensation (3.7,3.8) zusammen. Die Regelung benötigt den gemessenen Kammer-
druck zur Rückführung, während die Ventilkompensation mittels des gemessenen Ven-
tildrucks über die Durchflussfunktion die gewünschte normierte Ventilschieberpositi-
on berechnet (3.7). Zur Einsparung von Drucksensoren wird die Ventildruckmessung
manchmal durch den Kammerdruck als gefilterten Ventildruck ersetzt. Dieses Regler-
konzept hat sich in der Servopneumatik etabliert, da der Vorsteueranteil V p˙B,d (3.3)
für eine Druckänderung und die Kompensation der Volumenänderung für ein gutes
Führungsverhalten sorgen.
3.2.1.2 Druckregelung mittels ventilseitiger Druckmessung
Da in vielen Applikationen der zusätzliche Verschlauchungsaufwand zur Realisierung
der benötigten Kammerdruckmessung über einen Sensorschlauch nicht erwünscht ist,
wird in der klassischen Pneumatik oft auf den zusätzlichen Kammerdrucksensor ver-
zichtet und nur eine ventilseitige Druckmessung durchgeführt. Dabei wird die Annah-
me getroffen, dass bei Vernachlässigung des Schlauchs der Kammerdruck
pB ≡ pV (3.9)
identisch mit dem Ventildruck ist. Daraus ergibt sich die modifizierte Massenstromglei-
chung (3.3) in Abhängigkeit der Ventildrücke pV
m˙B,d =
1
Rs T0
(
VB(lB)
κB
(
p˙B,d +K
(
pB,d − pV
))
+ V˙B
(
l˙B
)
pV
)
(3.10)
statt der Kammerdrücke pB, die mit der Proportionalverstärkung K (3.4) und der Ventil-
kompensation (3.7,3.8) kombiniert wird.
Dieses modifizierte Verfahren hat sich als Standardregelverfahren durchgesetzt, da bei
langsamen Solldrucktrajektorien oder kurzen Schläuchen gute Ergebnisse mit geringem
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Verschlauchungsaufwand realisiert werden können. Bei kleinen Abweichungen der An-
nahme (3.9) funktionieren die Volumenänderungskompensation und die Rückführung
hinreichend gut, vor allem im stationären Fall.
Bei schnellen Trajektorien oder längeren Schläuchen dominieren die Staudrücke durch
hohe Massenströme, sodass die Annahme (3.9) nicht mehr erfüllt ist. Da eine zusätz-
liche Kammerdruckmessung aufgrund der Verschlauchung oft keine Alternative dar-
stellt, sollen im Folgenden erweiterte Druckreglerkonzepte unter Berücksichtigung des
Schlauchmodells präsentiert werden: Zunächst wird ein Kammerdruckbeobachter her-
geleitet, der aus der Ventildruckmessung über das Schlauchmodell den Kammerdruck
rekonstruiert. Dieser beobachtete Kammerdruck kann daraufhin entweder mit dem An-
satz der klassischen Regelung oder mit dem danach vorgestellten, erweiterten Zustands-
rückführungen kombiniert werden.
3.2.2 Balgdruckbeobachter
Statt den Kammerdruck und den Ventildruck zu messen, soll nun der Kammerdruck
durch Messung des Ventildrucks und unter Verwendung eines geeigneten Schlauchmo-
dells beobachtet werden (Abb. 3.3c), sodass der klassische Druckregler mit Kammer-
druckrückführung ohne die Montage eines zusätzlichen Sensorschlauchs realisierbar
wird. Ansätze zur Rekonstruktion des Kammerdrucks über ein statisches Schlauchmo-
dell [Ala13] oder ein detailliertes mechanisches Modell [Her14] haben bisher keine ver-
lässlichen Ergebnisse erbracht. Stattdessen soll analog zu einem Beobachter für eine
Kammer mit konstantem Volumen [RNM16] ein Kammerdruckbeobachter für Druck-
systeme mit variablem Volumen auf Basis des in Kap. 2.2 vorgestellten dynamischen
Schlauchmodells hergeleitet werden. Dabei wird ausgenutzt, dass die Volumenände-
rung V˙B am BHA langsamer als die der Druckdynamik stattfindet, und somit das mess-
bare Volumen und die Volumenänderung als quasi-stationäre Parameter in den Beobach-
terentwurf eingehen. Somit behält das Schlauchmodell stets seine Gültigkeit, da trotz
einer Veränderung des Volumens das Kammervolumen stets deutlich größer als das
Schlauchvolumen ist.
Zur Herleitung des Beobachters werden die Komponentenmodelle des Proportionalven-
tils, des Schlauchs und der Druckdynamik eines Volumens nach Kapitel 2.2 verwen-
det, sodass ein lineares System in Zustandsraumdarstellung für den Schlauch und die
Druckdynamik entsteht (Abb. 3.4). Dieses System beinhaltet den Balgdruck pB, den vom
Schlauch in den Balg fließenden Massenstrom m˙B und den Ventildruck pV am Anfang
des Schlauchs als Zustände
x =
[
pB m˙B pV
]ᵀ (3.11)
Ventil Schlauch Volumen
v m˙V m˙B pB
pVpV pB
dynamisches System
Abbildung 3.4: Verkettung der pneumatischen Komponentenmodelle von Ventil, Schlauch und
Kammer.
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und den durch das Ventil fließenden Massenstrom m˙V als Eingang. Der ventilseitige
Massenstrom ist jedoch nur indirekt bekannt und muss über eine Echtzeitsimulation des
Ventilmodells aus den bekannten normierten Ventilschieberpositionen bestimmt werden.
Von dem linearen Schlauchmodell (2.23) und dem Modell der Druckdynamik für ein va-
riables Volumen (2.3) leitet sich das zusammengesetzte dynamische Modell für Schlauch
und Kammer
d
dt
pBm˙B
pV
 =
A︷                     ︸︸                     ︷−a4 a0 0−a1 −a3 a1
0 −a2 0

pBm˙B
pV
+
B︷  ︸︸  ︷ 00
a2
 m˙V (3.12a)
y =
[
0 0 1
]
︸                    ︷︷                    ︸
C
[
pB m˙B pV
]ᵀ
= pV (3.12b)
mit dem Ventildruck pV als Messgröße ab, wobei die Abkürzungen a1 bis a3 denen der
Schlauchmodellierung (2.20) entsprechen und die neu eingeführten Abkürzungen
a0 =
κB Rs T0
VB
(3.13a)
a4 = V˙B
κB
VB
(3.13b)
aus der Druckdynamik mit variablem Volumen (2.3) resultieren. Da sich das variable
Volumen VB jedoch nur langsam verändert, können unter Annahme konstanter Volumen
ohne Volumenänderungen V˙B ≡ 0 die Eigenwerte der Dynamikmatrix A
λB = 0 (3.14a)
λS = −
a3
2
± 1
2
√
−4a1 (a0 + a2) + a23
= −
lS R`
2
± i
√
pi2 κS Rs T0
4 l2S
+
AS κB Rs T0
lS VB
−
l2S R
2
`
4
(3.14b)
bestimmt werden, sodass sich für diesen Spezialfall die Eigenfrequenz fS und die Dämp-
fung DS des linearen Schlauchmodells
fS =
1
2pi
√
R(λS)
2 + I(λS)
2 (3.15a)
DS =
R(λS)
2pi fS
=
R(λS)√
R(λS)
2 + I(λS)
2 , (3.15b)
in Abhängigkeit der Realteile R und Imaginärteile I der Schlaucheigenwerte λS aus-
drücken lassen [GF14]. Die Eigenfrequenz des linearen Schlauchmodells fS entspricht
der ersten Eigenfrequenz des realen Schlauchs (Abb. 2.21). Das lineare Dämpfungsver-
halten ist durch einen dominierenden Imaginäranteil der Eigenwerte bei Schläuchen mit
einer Länge von ca. 1m oder kürzer vergleichsweise gering.
Da die Beobachtbarkeitsmatrix [GK90] des linearen Systems (3.12)
Pbeob. =
 0 0 10 −a2 0
a1 a2 a2 a3 −a1 a2
 (3.16)
bei Ventildruckmessung für realistische Schlauchwerte lS > 0 und dS > 0 immer vol-
len Rang hat und das lineare System somit stets beobachtbar ist, soll nachfolgend der
Kammerdruckbeobachter entworfen werden.
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beobachterentwurf
Der Beobachterentwurf leitet sich aus der Bestimmungsgleichung des Beobachters
˙ˆx = (A− LC) xˆ+B ˙ˆmV + LpV (3.17a)
=
−a4 a0 0−a1 −a3 a1
0 −a2 0

 pˆB˙ˆmB
pˆV
+
 00
a2
 ˙ˆmV + L (pV − pˆV) (3.17b)
lineare Simulation Eingang Korrektur
für das lineare Modell (3.12) der pneumatischen Zustände (3.11) mit simuliertem Ventil-
massenstrom ˙ˆmV als Systemeingang ab [Ada14]. Die Beobachterrückführung L
L =

K0+a0 a1 (a3−2a4−K2)+a4(K1+K2 a4+a24)
a1 a2
a1(a0+a2)−K1−a3(a3−a4−K2)−a4(a4+K2)
a2
K2 − a3 + a4
 (3.18)
kann aus der Ackermannformel [Ada14] des linearen Modells (3.12) erhalten werden.
Die Koeffizienten Ki ergeben sich aus der Lösung einer Riccati-Gleichung [Ada14] oder
über Polvorgabe [GK90] der Fehlerdynamik. Eine Möglichkeit der Polvorgabe für das
System dritter Ordnung orientiert sich an der Systemdynamik und gibt die gewünschte
Eckfrequenz fd,Beob eines PT1-Glieds für die Kammerdynamik (3.4) und für ein serielles
PT2-Glied des gewünschten Schlauchverhaltens an, sodass sich die Beobachter-Koeffizi-
enten zu
K0 =
(
2pi fd,Beob
) (
2pi fS αS,d,Beob
)2 (3.19a)
K1 =
(
2pi fd,Beob
) (
2pi fS αS,d,Beob
)
2DS,d,Beob +
(
2pi fS αS,d,Beob
)2 (3.19b)
K2 =
(
2pi fd,Beob
)
+
(
2pi fS αS,d,Beob
)
2DS,d,Beob
fS,d,Beob
(3.19c)
ergeben. Das Verhalten des PT2-Glieds wird dabei über eine Wunschdämpfung DS,d,Beob
und eine zweite Eckfrequenz in Abhängigkeit der Schlaucheigenfrequenz fS (3.15) cha-
rakterisiert, dessen Faktor αS,d,Beob ∈ (0, 1] erfahrungsgemäß die gewünschte Schlauchei-
genfrequenz nicht erhöhen sollte.
Da die Bestimmung der Volumenänderung von der rauschbehafteten, gemessenen Balg-
längengeschwindigkeit abhängt, werden bei der Implementierung der volumenabhän-
gigen Beobachterrückführung die Terme mit höheren Potenzen der Volumenänderung
V˙2B/V2B und V˙
3
B/V3B zur Rauschunterdrückung nicht mit berücksichtigt. Aufgrund geringer
Geschwindigkeiten ist der numerische Fehler der approximierten Beobachterrückfüh-
rung
L ≈

4 lS
κS pi2 Rs T0
(
K0 lS +
AS
VB
κB Rs T0 (lS R` −K2) −
κB V˙B
VB
lS K1
)
4AS
lS κS pi2
(
AS lS κB
VB
+ κS pi
2
4 −
l2S
Rs T0
(
K1 +
(
lS R` +
κB V˙B
VB
)
(lS R` −K2)
))
K2 − lS R` −
κB V˙B
VB
 (3.20)
vernachlässigbar.
Für die Implementierung des Beobachters ist neben der Verstärkung der Beobachterrück-
führung L des Beobachterfehlers auch die Simulation der Ventilcharakteristik zur Be-
rechnung des Beobachtereingangs nötig (Abb. 3.5). Der Beobachtereingang ˙ˆmV wird so-
mit aus dem beschränkten Eingang des technischen Systems v und dem Ventildruck pV
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stat. Ventil-
simulation
nichtlineare
Simulation
C
L
−
v
y = pV
˙ˆmV xˆ
yˆ
L(y− yˆ)
xˆ0
Abbildung 3.5: Beobachterstruktur mit nichtlinearem Simulationsmodell.
über eine Vorwärtssimulation (2.9) bestimmt. Zu diesem Zweck muss v. a. die Leitwerts-
funktion gut identifiziert sein, da sich die Simulation nicht innerhalb des geschlossenen
Beobachterkreises befindet.
Um den Druckabfall im Schlauch in der Simulation des dynamischen Systems zu berück-
sichtigen (Abb. 3.5), sollte der Beobachters außerdem auf die nichtlineare Systemdyna-
mik, bestehend aus dem Kammerdruckmodell (2.3) und dem nichtlinearen Schlauchmo-
dell (2.23), angewendet werden. Analog zu dem linearen Beobachtermodell (3.17), das
zur Herleitung der Beobachterrückführung L verwendet wurde, lässt sich der nichtli-
neare Beobachter
˙ˆx =
−a4 a0 00 0 a1
0 −a2 0

 pˆB˙ˆmB
pˆV
+
 0−a1
0
Ψ−1(pˆB, ˙ˆmB)+
 00
a2
 ˙ˆmV + L (pV − pˆV) (3.21)
nichtlineare Simulation Eingang Korrektur
in Abhängigkeit des simulierten Ventilmassenstroms und des gemessenen Ventildrucks
bestimmen und somit der Kammerdruck pˆB beobachten. Die Validierung des nichtlinea-
ren Kammerdruckbeobachters erfolgt im nächsten Schritt.beobachtervalidierung
Um den Kammerdruckbeobachter zu validieren, werden gemessene Druckprofile eines
druckgeregelten Einzelbalgs (Abb. 3.3b) mit simulierten Beobachterergebnissen vergli-
chen. Da bei quasi-stationären Druckverläufen kaum Staudrücke und Massenströme
auftreten und der Ventildruck pV mit dem Kammerdruck pB fast übereinstimmt, ist
die stationäre und dynamische Validierung des Beobachters hauptsächlich bei hochdy-
namischen Druckänderungen interessant. Aufgrund des physikalischen Wertebereichs
wird bei der Implementierung eine Normierung der Massenströme, Drücke und Volu-
men und den entsprechenden abgeleiteten Größen zur Verbesserung der numerischen
Stabilität empfohlen (Anhang B.2).
Die nachfolgenden Validierungsmessungen wurden mit einem VEVM-Ventil aufgenom-
men, das eine Messung der Ventilschieberpositionen erlaubt. Außerdem wurden neben
den Kammer- und Ventildrücken auch der verzögerte und gefilterte Ventilmassenstrom
über einen der Ventilidentifizierung ähnlichen Aufbau (Abb. 2.18) aufgezeichnet.
In einem ersten Experiment wird ein rampenförmiges Belüftungsprofil des Kammer-
drucks mit einer kurzen Transitionszeit vorgegeben, sodass der Staudruck des 1.10m
langen Schlauchs mit 4.1mm Durchmesser grob 0.2 bar beträgt (Abb. 3.6). Die Rekon-
struktion des Kammerdrucks aus dem gemessenen Ventildruck funktioniert gut, da die
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Abbildung 3.6: Beobachteter Kammerdruck, Ventildruck und Massenstrom eines rampenförmi-
gen Druckverlaufs.
beobachteten Druckverläufe mit den gemessenen Drücken übereinstimmen. Auch die
Druckschwingungen des Schlauchs, die am Ventildruck nach einer Transition messbar
sind, werden vom Beobachter wiedergegeben. Obwohl der gemessene Ventilmassen-
strom gefiltert ist, stimmt der generelle Verlauf der beobachteten Massenströme eben-
falls gut überein.
Ein ähnliches Ergebnis lässt sich von einem zweiten Versuch mit einem 1.10m langen
Schlauch schließen, bei dem ein Chirpprofil des Kammerdrucks mit variabler Ampli-
tude zur Generierung hoher Massenströme unterschiedlicher Frequenzen ausgewählt
wurde (Abb. 3.7). Sowohl der beobachtete Massenstrom als auch die beiden beobachte-
ten Drucksignale folgen den Messungen, selbst bei 5Hz-Schwingungen. Dabei wird der
Phasenversatz zwischen Ventil- und Kammerdrücken gut sichtbar.
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Abbildung 3.7: Beobachteter Kammerdruck, Ventildruck und Massenstrom eines chirpförmigen
Druckverlaufs.
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Abbildung 3.8: Beobachtete Druckprofile unterschiedlicher Schlauchlängen.
Da am BHA die Bälge der drei Sektionen über unterschiedlich lange Schläuche mit
den Ventilen verbunden sind, soll der Beobachter auch für andere, übliche Schlauchlän-
gen getestet werden. Daher werden die beiden vorgestellten Experimente des Rampen-
und des Chirpprofils für Schläuche der Längen 0.40m bis 1.50m wiederholt. Vergleicht
man die Ergebnisse des Beobachters für die beiden verwendeten Druckprofile bei Ver-
wendung unterschiedlicher Schlauchlängen (Abb. 3.8), so zeigt sich, dass sowohl der
Staudruck als auch der verbleibende Beobachterfehler mit kürzeren Schläuchen kleiner
wird.
Die Leitwerte der Schläuche wurden dabei über die empirische Näherungsformel (2.21)
bestimmt. Da das verwendete Ventil des Typs VEVM einen internen Drucksensor zur
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Abbildung 3.9: Identifizierte längenabhängige Leitwerte eines Schlauchs mit 4.1mm Durchmes-
ser für den Beobachterentwurf in Kombination eines VEVM-Ventils.
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Messung des Ventildrucks besitzt, welcher für den Beobachter- und Reglerentwurf ver-
wendet werden soll, muss der längenabhängige Leitwert des Schlauchs um den Leit-
wert der Blende zwischen internem Drucksensor und Ventilausgang angepasst werden
(Abb. 3.9), damit der Druckabfall zwischen Ventildruckmessung und Schlauchende in
der Vorwärtssimulation des Ventils berücksichtigt werden kann.
Insgesamt funktioniert der vorgestellte Kammerdruckbeobachter auf Basis des Schlauch-
modells zuverlässig, sodass die Kammerdrücke anhand der staudruckbehafteten Ven-
tildrücke für Schläuche mittlerer Länge gut bestimmt werden können. Im Gegensatz
zu klassischen Druckregelkonzepten kann somit auf Stichleitungen zur Kammerdruck-
messung (Abb. 3.3) verzichtet werden – sofern die Modellparameter der verwendeten
Schläuche identifiziert werden können.
3.2.3 Erweiterte Druckreglerkonzepte
Die Entwurfsmethoden der klassischen Druckregler vernachlässigen das Schlauchmo-
dell und berechnen den gewünschten Massenstrom, der in die Druckkammer einfließen
muss. Gerade der transiente Belüftungs- und Entlüftungsverlauf wird durch die Ver-
wendung von Schläuchen von der Schlauchdynamik und den auftretenden Staudrücken
beeinflusst. Da sich das Schlauchmodell für den Beobachterentwurf bewährt hat, soll im
Folgenden untersucht werden, ob es auch für erweiterte Reglerstrukturen zur Kammer-
druckregelung genutzt werden kann, z. B. für den Entwurf eines Zustandsreglers mit
der Rückführung aller drei beobachteten Zustände oder zur Berechnung einer erweiter-
ten Vorsteuerung.
3.2.3.1 Erweiterter Zustandsregler mit Schlauchmodell
Zur Erweiterung der klassischen Druckreglers (3.1) um die Schlauchdynamik wird das
lineare Zustandsraummodell dritter Ordnung des Beobachterentwurfs (3.12) verwen-
det – analog zu einem linearen Zustandsregler für Kammern mit konstanten Volumen
[RNM16].
Dazu wird ein lineares Zustandsraummodell mit dem Balgdruck pB, dem in den Balg
einfließenden Massenstrom m˙B und dem Ventildruck pV als Zustände
x =
[
pB m˙B pV
]ᵀ (3.22)
verwendet, das analog zu dem Beobachterentwurf (3.12)
d
dt
pBm˙B
pV
 =
−a4 a0 0−a1 −a3 a1
0 −a2 0

pBm˙B
pV
+
 00
a2
 m˙V (3.23a)
y =
[
1 0 0
] [
pB m˙B pV
]ᵀ
= pB (3.23b)
aus dem linearen Schlauchmodell (2.23) und dem Modell der Druckdynamik für ein va-
riables Volumen (2.3) unter Verwendung der Abkürzungen ai (2.20,3.13) zusammenge-
setzt wird. Das veränderliche Volumen wird dabei in dem als konstant angenommenen
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Z R
V
Ventil ΣDruck
ΣˆDruck
Zustandsraumbeobachter (3.21)
−

pB,d
p˙B,d
p¨B,d
...
pB,d
 xd
m˙V,d v
yregel = pB
ymess = pV
xˆ
(3.29)
(3.27,3.28b) (3.34)
Abbildung 3.10: Zustandsreglerstruktur des Drucksystems mit Beobachter.
Parameter a4 berücksichtigt. Als Ausgang wird – anders als bei dem Beobachterent-
wurf – der Kammerdruck pB gewählt, da dieser Zustand das primäre Regelziel ist. Die
Steuerbarkeitsmatrix [GK90] dieses Systems
Pstb. =
 0 0 a0 a1 a20 a1 a2 −a1 a2 a3
a2 0 −a1 a22
 (3.24)
hat für realistische Schlauch- und Kammerwerte VS > 0 und VB > 0 immer vollen
Rang, sodass das System stets steuerbar ist. Durch Ableiten des Ausgangs (3.23b) kann
außerdem über die Bestimmung des relativen Grads δ = 3 festgestellt werden, dass das
System keine interne Dynamik besitzt.
Für das System dritter Ordnung wird nun ein Zustandsregler in Zwei-Freiheitsgrade-
Struktur (Abb. 3.10)
u = m˙V,d = V
[
pB,d p˙B,d p¨B,d
...
pB,d
]ᵀ
+R (xd − xˆ) (3.25)
Z
( [
pB,d p˙B,d p¨B,d
]ᵀ )
für die Vorgabe von dreimal stetig differenzierbaren Solldrucktrajektorien entwickelt,
wobei die Zustände nicht direkt gemessen werden können und deren Werte daher aus
dem Zustandsbeobachter stammen. Für den Vergleich der Soll- und Istzustände zur
Gewichtung mit der Rückführmatrix R ∈ R1×3 müssen die Solltrajektorien und de-
ren Ableitungen über eine Zustandstransformation Z : R1×3 → R1×3 in den Zustands-
raum übertragen werden. Nach Addition der mittels Vorsteuerverstärkung V ∈ R1×4 be-
stimmbaren Vorsteuerung wird der Sollventilmassenstrom m˙V,d analog zur klassischen
Druckregelung in das Ventilsteuersignal v (3.7,3.8) konvertiert, wobei der dabei benötig-
te Ventildruck entweder aus der Messung oder aus dem Beobachter verwendet werden
kann. Die Herleitungen der Zustandstransformation, der Vorsteuerverstärkung und der
Rückführung werden im Folgenden vorgestellt.
berechnung der sollzustände
Zunächst werden die Sollzustände xd aus den Solldrücken über die Transformation Z
xd =
[
pB,d m˙B,d pV,d
]ᵀ
= Z
( [
pB,d p˙B,d p¨B,d
]ᵀ ), (3.26)
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erhalten, die sich aus den nullten bis zweiten Ableitungen des Ausgangs (3.23b) be-
stimmt. Der Sollkammerdruck pB,d entspricht der vorgegebenen Solldrucktrajektorie.
Der in den Balg strömende Sollmassenstrom
m˙B,d =
a4 pB,d + p˙B,d
a0
=
V˙B
Rs T0
pB,d +
VB
κB Rs T0
p˙B,d (3.27)
ergibt sich aus der ersten Ausgangsableitung in Abhängigkeit des Sollbalgdrucks pB,d
und dessen erster Ableitung p˙B,d. Der Sollventildruck
pV,d =

1+ a3 a4a0 a1
a3+a4
a0 a1
1
a0 a1

ᵀ pB,dp˙B,d
p¨B,d
 =

1+ l
2
S R` V˙B
AS Rs T0
lS V˙B
AS Rs T0
+
l2S R`VB
AS Rs T0 κB
lSVB
AS κB Rs T0

ᵀ pB,dp˙B,d
p¨B,d
 , (3.28a)
wird über die zweite Ausgangsableitung bestimmt, wobei der Einfluss der zweiten Soll-
druckableitung p¨B,d numerisch vernachlässigt werden kann. Wie auch schon beim Beob-
achterentwurf festgestellt wurde, ist der Einfluss des Staudrucks in dem linearen Modell
viel zu klein, sodass der durch das lineare Modell berechnete, gewünschte Ventildruck
stets näher am Kammerdruck liegt und somit vom zur Staudrucküberwindung tatsäch-
lich benötigten Ventildruck abweicht. Daher wird durch einen Vergleich des linearen
(2.19) und nichtlinearen (2.23) Schlauchmodells die Berechnungsvorschrift des Sollven-
tildrucks
pV,d =

0
lS V˙B
AS Rs T0
lSVB
AS κB Rs T0

ᵀ pB,dp˙B,d
p¨B,d
+Ψ−1(m˙B,d,pB,d, CS,bS, ρ)
Parameter
(3.28b)
angepasst, sodass nun statt der geringen linearen Reibung (2.18) die nichtlineare Rei-
bung (2.22) verwendet wird.
berechnung der vorsteuerungsverstärkung
Durch Bestimmung der dritten Ausgangsableitung und Auflösung nach dem Systemein-
gang m˙V wird die Vorsteuerung nach Ersetzen der Zustände durch die Ableitungen
(3.27,3.28a) erhalten. Aufgrund der Linearität des Systems kann daraus die Vorsteuer-
matrix
V =

a4
a0
1
a0
+ 1a2 +
a3 a4
a0 a1 a2
a3+a4
a0 a1 a2
1
a0 a1 a2

ᵀ
=

V˙B
Rs T0
VB
κB Rs T0
+ 4AS lS Rs T0+V˙B l
3
S R`
κS pi2 R2s T
2
0
4 l2S(V˙B κB+lS R`VB)
κB κS pi2 R2s T
2
0
4 l2SVB
κB κS pi2 R2s T
2
0

ᵀ
, (3.29)
erhalten werden, die durch Multiplikation mit dem Solldruck und dessen Ableitungen[
pB,d p˙B,d p¨B,d
...
pB,d
]ᵀ die Vorsteuerung ergibt. Der Vorsteueranteil der zweiten und drit-
ten Ableitung liegt unter 2‰ verglichen mit dem Anteil der nullten oder ersten Ab-
leitung, sodass deren Vernachlässigung die Trajektoriengenerierung vereinfacht. So ist
zwar keine exakte Vorsteuerung möglich und Knicke im Solldruckverlauf resultieren in
einem Überschwingen oder Nachlaufen des gesteuerten Druckverlaufs, doch wird eine
Verbesserung der Trajektorienfolge gegenüber einer kompletten Vernachlässigung des
Schlauchverhaltens erwartet.
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Wird die Vorsteuerung der nullten und ersten Solldruckableitung mit dem Ergebnis der
klassischen Zustandslinearisierung ohne Schlauchmodell (3.3) verglichen, so fällt zu-
nächst auf, dass die Anpassung des Kammerdrucks bei veränderlichem Volumen dort
nicht über den Solldruck, sondern über den Istdruck kompensiert wird. Die Verstärkung
der Solldruckableitung bezogen auf das Kammervolumen ist in beiden Fällen identisch,
allerdings kommt durch die Berücksichtigung des Schlauchmodells zusätzlich die Ver-
stärkung
4
AS lS Rs T0 + V˙B l
3
S R`
κS pi2 R2s T
2
0
p˙B,d (3.30)
in Abhängigkeit des Schlauchs hinzu, die eine Verbesserung des Führungsverhaltens
ergibt.
Für die Berechnung der Vorsteuerung ist das lineare Schlauchmodell besser geeignet,
da die Vorsteuerung unter Anwendung des nichtlinearen Schlauchmodells
m˙V,d,Vorst. =
1
a0 a1 a2
(
...
pB,d + a4 p¨B,d + a1 a2 p˙B,d + a1 a2 a4 pB,d + a0 a1
∂Ψ−1
∂t
)
(3.31)
von der zeitlichen Ableitung des nichtlinearen Staudrucks abhängt. Zwar können hier
ebenfalls die Einflüsse der höheren Ableitung vernachlässigt werden, doch hängt die
analytische Ableitung der inversen Durchflussfunktion
∂Ψ−1
(
pB,d, m˙B,d
)
∂t
=
∂Ψ−1
∂pB,d
p˙B,d +
∂Ψ−1
∂m˙B,d
a1
(
pV,d −Ψ
−1
)∣∣∣∣
m˙B,d ,pV,d
(3.32)
nach Anwendung der Kettenregel und Einsetzen der solldruckabhängigen Balgmassen-
ströme m˙B,d (3.27) und Sollventildrücke pV,d (3.28b) von den numerisch schlecht auszu-
wertenden partiellen Ableitungen der inversen Durchflussfunktion ab. Der vorzusteu-
ernde Massenstrom am Ventil wird jedoch kaum durch den Staudruck beeinflusst, was
auch ein numerischer Vergleich der beiden Vorsteuerungen zeigt. Da die Durchfluss-
funktion über ihrem Wertebereich sowohl sehr steil als auch sehr flach ist, werden bei
der Ableitung der Invertierung zu starke und störanfällige Ventildruckänderungen ge-
neriert, die für die Vorsteuerung nicht geeignet sind. Der zusätzlich für den Staudruck
benötigte Massenstrom am Ventil ist aufgrund des geringen Schlauchvolumens nur ein
jeweils kurzer Puls am Anfang und Ende der Transition. Eine exakte Vorsteuerung die-
ser Pulse ist kaum realisierbar, sodass die Verwendung der linearen Vorsteuerung unter
zusätzlicher Berücksichtigung des Schlauchvolumens und der linearen Schlauchreibung
(3.30) für eine höhere Robustheit geeigneter ist.
berechnung der rückführverstärkung
Die Verstärkungsmatrix der Rückführung
R =

K0+a0 a1 (a3−2a4−K2)+a4(K1+K2 a4+a24)
a0 a1 a2
a1(a0+a2)−K1−a3(a3−a4−K2)−a4(a4+K2)
a1 a2
K2−a3+a4
a2

ᵀ
(3.33)
leitet sich aus der Ackermannformel [Ada14] und der inversen Steuerbarkeitsma-
trix P−1stb. (3.24) ab. Unter Vernachlässigung von Termen mit höheren Potenzen der
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Volumenänderung V˙2B und V˙
3
B aufgrund zu hoher Sensitivität und geringem Einfluss
vereinfacht sich die Matrix der Rückführverstärkung für veränderliche Volumen
R ≈

4 lSVB
κS κB pi2 R2s T
2
0
(
K0 lS +
AS
VB
κB Rs T0 (lS R` −K2) −
κB V˙B
VB
lS K1
)
1
κS pi2
(
4AS lSVB κB + κS pi
2 −
4 l2S
Rs T0
(
K1 −K2 lS R` + l
2
S R
2
` +
κB V˙B
VB
(lS R` −K2)
))
4 lSAS
κS pi2 Rs T0
(
K2 − lS R` −
κB V˙B
VB
)

ᵀ
(3.34a)
bzw. für konstante Volumen
R =

4 lSVB
κS κB pi2 R2s T
2
0 VB
(K0 lS VB +AS κB Rs T0 (lS R` −K2))
1
κS pi2
(
4AS lSVB κB + κS pi
2 −
4 l2S
Rs T0
(
K1 −K2 lS R` + l
2
S R
2
`
))
4 lSAS
κS pi2 Rs T0
(K2 − lS R`)

ᵀ
, (3.34b)
wobei die Koeffizienten Ki analog zur Wahl der Beobachterkoeffizienten (3.19) über
ein PT1-Glied mit gewünschter Eckfrequenz fd der Kammer und ein PT2-Glied der
Schlauchdynamik mit Vorgabe der Wunschdämpfung DS,d und der Eckfrequenz in Ab-
hängigkeit αS,d der tatsächlichen Schlaucheigenfrequenz fS (3.15) zu
K0 = (2pi fd)
(
2pi fS αS,d
)2 (3.35a)
K1 = (2pi fd)
(
2pi fS αS,d
)
2DS,d +
(
2pi fS αS,d
)2 (3.35b)
K2 = (2pi fd) +
(
2pi fS αS,d
)
2DS,d
fS,d
(3.35c)
kombiniert werden, wobei die gewünschte Schlauchfrequenz sinnvollerweise durch 0 <
αS,d 6 1 begrenzt wird. Wie auch bei der Bestimmung der Vorsteuerung ist die Berück-
sichtigung der nichtlinearen Schlauchreibung hier nicht vorteilhaft.simulative analyse
Bevor das erweiterte Druckreglerkonzept mit anderen Druckreglern experimentell ver-
glichen wird, sollen die Unterschiede zur Berechnung des Sollventildrucks pV,d (3.28)
zwischen einer Verwendung des linearen (3.28a) und des nichtlinearen (3.28b) Modells
verdeutlicht werden. Zur Analyse wird über die erweiterte Druckregelung ein Arbeits-
punktwechsel des Druckniveaus eines Balgs mit einem 1.6m langen Schlauch simuliert.
Der resultierende Kammerdruckverlauf wird unter Vorgabe der dreimal stetig differen-
zierbaren Solldrucktrajektorie für unterschiedliche Kombinationen der Regelung aus-
gewertet, wobei der Regler über die Parameter fd = 3Hz, αS,d = 0.8 und DS,d = 0.7
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
1.40
1.45
1.50
1.55
1.60 pB,d
pB(Z linear)
pB(Znichtl.)
jew. ohne Vorsteuerung V
jew. mit Vorsteuerung V
nur V
t [s]
K
am
m
er
dr
üc
ke
p
B
[b
ar
]
Abbildung 3.11: Vergleich simulierter Balgdrücke unter Verwendung der linearen bzw. nichtli-
nearen Sollzustandstransformation Z des erweiterten Druckreglers.
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Abbildung 3.12: Einfluss des linear bzw. nichtlinear berechneten Sollventildrucks pV,d in der
Rückführung auf den Sollmassenstrom m˙V,d der erweiterter Druckregelung.
zunächst eher schwach ausgelegt wird, damit die Modellunterschiede besser sichtbar
werden. Analog zum Kammerdruckbeobachter wird bei der Implementierung der Zu-
standsregelung für die Massenströme, Drücke und Volumen sowie der daraus abgelei-
teten Größen eine Normierung des physikalischen Wertebereichs zur Verbesserung der
numerischen Stabilität empfohlen (Anhang B.2).
Während die Kombination einer Vorsteuerung V mit einer schwach ausgelegten Rück-
führung R unter Berücksichtigung der nichtlinearen Sollzustandsberechnung Z (3.28b)
den Regelfehler des Kammerdrucks pB während der Transition im Vergleich zu einer
reinen Vorsteuerung reduziert (Abb. 3.11 ), verschlechtert sich das Folgeverhalten des
geregelten Kammerdrucks unter Verwendung der linearen statt der nichtlinearen Sollzu-
standsberechnung Z (3.28a). Vergleicht man die Kammerdruckverläufe pB bei deaktivier-
ter Vorsteuerung (Abb. 3.11 ), so bewirkt die schwach ausgelegte Rückführung unter
Berücksichtigung der nichtlinearen Sollzustandsberechnung Z (3.28b) zwar eine deut-
lich verzögerten Annäherung des Kammerdrucks pB an die Solltrajektorie – allerdings
sinkt bei Verwendung der linearen Sollzustandsberechnung Z (3.28a) der Kammerdruck
zunächst ab, obwohl der Regelfehler stets positiv ist (Abb. 3.11).
Die Ursache dieses Verhaltens kann anhand der gewünschten und geregelten Ventil-
drücke erläutert werden (Abb. 3.12): Bei der nichtlinearen Zustandstransformation steigt
der Sollventildruck pV,d schnell an und die geregelte Größe folgt – auch aufgrund des
konsistenten Vorsteueranteils der Stellgröße m˙V,d. Bei Verwendung der linearen Zu-
standstransformation ist der für die Rückführung verwendete Sollventildruck pV,d an-
fangs aufgrund fehlender Schlauchreibung unterhalb der durch die Vorsteuerung ange-
hobenen Istgröße pV, sodass der Regler über die Verstärkung des resultierenden Ventil-
druckfehlers gegen die Vorsteuerung und die Kammerdruckrückführung arbeitet. Somit
sollte für die Zustandsregelung des Schlauchmodells stets die nichtlineare Sollzustands-
berechnung des Ventildrucks (3.28b) verwendet werden.
3.2.3.2 Klassischer Druckregler mit erweiterter Vorsteuerung
Der Entwurf der erweiterten Zustandsrückführung mit der nichtlinearen Zustandstrans-
formation ist – verglichen mit der klassischen Druckregelung – aufwändig zu implemen-
tieren und zu parametrieren. Falls die Störeinflüsse gering sind und nur ein verbessertes
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Führungsverhalten gewünscht ist, kann die Rückführung des klassischen Druckregler-
konzepts aus Kapitel 3.2.1 mit der erweiterten Vorsteuerung zur Berücksichtigung des
Schlauchs kombiniert werden, sodass die Reglergleichung für eine reine Kammerdruck-
rückführung (3.3) mit einer schlauchberücksichtigenden Vorsteuerung der nullten und
ersten Solldruckableitung (3.29) in
m˙B,d =
(
VB
κB Rs T0
+ 4
AS lS Rs T0 + V˙B l
3
S R`
κS pi2 R2s T
2
0
)
p˙B,d + K
VB
(
pB,d − pB
)
κB Rs T0
+
V˙B
Rs T0
pB (3.36a)
m˙B,d =
(
VB
κB Rs T0
+ 4
AS lS Rs T0 + V˙B l
3
S R`
κS pi2 R2s T
2
0
)
p˙B,d + K
VB
(
pB,d − pB
)
κB Rs T0
+
V˙B
Rs T0
pB,d (3.36b)
Vorsteuerung (Kammer und Schlauch) Rückführung Kompensation
resultiert, wobei einmal die druckabhängige Volumenänderungskompensation als Zu-
standslinearisierung nach (3.3) und einmal als Feedforward-Linearisierung [HD03] nach
(3.29) verwendet wurde. Dieser Regler wird über eine Proportionalverstärkung K para-
metriert, die durch Vorgabe der gewünschten Eckfrequenz (3.4) vorgegeben wird.
3.2.4 Vergleich und Bewertung der Druckregler
Nach der Vorstellung der verschiedenen Druckreglerkonzepte und der Entwicklung ei-
nes Kammerdruckbeobachters sollen geeignete Kombinationen (Tab. 3.1) durch Expe-
rimente an einem einzelnen Aktor mit einem Schlauch von 1.10m Länge verglichen
und bewertet werden. Dafür wird zunächst ein Rampenprofil vorgegeben und an den
Reglern 0 bis 5 getestet, wobei die Rückführverstärkungen zunächst mit 3Hz eher
Tabelle 3.1: Übersicht der getesteten Druckreglerkonfigurationen mit typischer Reglerparame-
trierung eines Einzelbalgs mit 1.10m Länge (vgl. Abb. 3.3).
Standardpneumatik
BHA: Stand [Ger11]
(3.10)
fd=0.5Hz
Klassische
Druckregelung
BHA: Stand [Mah15]
(3.3)
fd=3Hz/6Hz
Erweiterte
Vorsteuerung
(3.36)
fd = 6Hz
Kammerdruck-
beobachtung
(3.3), (3.21)
fd = 6Hz
Kammerdruckbeob-
achtung mit erwei-
terter Vorsteuerung
(3.36), (3.21)
fd = 6Hz
Kammerdruckbe-
obachtung mit erw.
Zustandsregler
(3.25), (3.21) fd=6Hz
αS,d = 0.9,DS,d = 0.15
0
1 2
3 4 5
Bezeichner für
Versuche
Kammermodell + erw. Vorsteuerung + erw. Rückführung
Modellerweiterungen für Reglerentwurf
Erweiterte Mess- und
Signalverarbeitung
Ventildruckmessung
Kammerdruck-
messung
Ventildruckmessung
mit Beobachter
Führungsverhalten: X
Störverhalten: ok
Führungsverhalten: X
Störverhalten: X
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a) Übersicht b) Detailausschnitt (steigende Rampe)Abbildung 3.13: Vergleich der Druckregler 0 bis 5 bei einer Rückführverstärkung von zunächst
3Hz am Rampenprofil. Die erweiterte Vorsteuerung verbessert das Führungs-
verhalten, unabhängig von Kammerdruckmessung oder -beobachtung .
gering gewählt werden (Abb. 3.13). Bei Rückführung der Ventilmessung ohne Verwen-
dung eines Beobachters 0 ist die maximale Rückführverstärkung stark begrenzt, da
der geschlossene Kreis sonst instabil wird. Infolgedessen ist der Folgefehler sehr groß.
Für die Rückführungen des Kammerdrucks 1 bis 4 (Detailausschnitt in Abb. 3.13b) ist
erkennbar, dass die Kombinationen mit erweiterter Vorsteuerung stets besser sind.
Dies gilt unabhängig davon, ob eine direkte Kammerdruckmessung oder eine Beob-
achtung des Kammerdrucks über eine Ventildruckmessung erfolgt. Die Regelgüte des
erweiterten Zustandsreglers 5 ist bei geringer Verstärkung den anderen Verfahren nicht
überlegen.
In weiteren Experimenten sollen die Reglervarianten mit Kammerdruckmessungen
bzw. Ventildruckmessungen an einem Rampenprofil untereinander verglichen werden
(Abb. 3.14). Bei dem Vergleich der Verfahren mit Kammerdruckmessungen (Abb. 3.14a)
wird zunächst die Verbesserung der Regelgüte durch Erhöhung der Rückführverstär-
kung von 3Hz auf eine gewünschte Grenzfrequenz von 9Hz nahe der Stabilitäts-
grenze mit dem Hinzufügen der erweiterten Schlauchvorsteuerung 2 statt 1 unter-
sucht. Durch eine zusätzliche Schlauchvorsteuerung kann das Führungsverhalten bei
einem vergleichsweise ruhigen Ventilstellsignal auf fast das gleiche Niveau einer dreifa-
chen Eckfrequenz verbessert werden, wobei dann die Rückführverstärkung des realen
Systems nahe an dessen Stabilitätsgrenze liegt. Bei dem Vergleich der Verfahren mit
Ventildruckmessungen (Abb. 3.14b) liegt die Rückführung des Ventildrucks ohne Kam-
merdruckbeobachter mit der bei reiner Ventildruckmessung höchstmöglichen Grenzfre-
quenz von 0.5Hz 0 deutlich hinter den beobachtergestützten Verfahren, bei denen die
Grenzfrequenz auf 6Hz erhöht werden kann 3 . Durch zusätzliche Berücksichtigung
des Schlauches entweder nur durch eine erweiterte Vorsteuerung 4 oder durch Kom-
bination mit der erweiterten Zustandsrückführung 5 wird der Regelfehler zusätzlich
verkleinert.
Zuletzt sollen die Verfahren bezüglich möglichst geringer Fehler über ein breiteres Fre-
quenzspektrum unter Verwendung von Reglerverstärkungen nahe der Stabilitätsgrenze
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a) Kammerdruckmessungen b) VentildruckmessungenAbbildung 3.14: Detaillierter Vergleich der Druckregler am Rampenprofil einer C1-Trajektorie:
Bei Kammerdruckmessungen (a) verbessert sich Führungsverhalten durch er-
weiterte Vorsteuerung 2 oder Erhöhung der Reglerverstärkung; bei Ventil-
druckmessungen (b) ist die Rückführung ohne Kammerdruckbeobachter 0
stark eingeschränkt, modellbasierte Erweiterungen der Regler 4 , 5 reduzieren
den Regelfehler zusätzlich.
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a) Kammerdruckmessungen b) VentildruckmessungenAbbildung 3.15: Detaillierter Vergleich der Druckregler am Chirpprofil: Selbst bei fast grenzsta-
bilen Rückführverstärkungen ist ein verbessertes Führungsverhalten durch eine
schlauchberücksichtigende Vorsteuerung bis zu Anregungen von 5Hz zu be-
obachten.
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untersucht werden. Dafür werden Chirpsignale von 0.5Hz bis 5Hz mit veränderlicher
Amplitude zur Ausreizung des vollen Stellbereichs als Sollgrößenvorgabe auf das Sys-
tem gegeben (Abb. 3.15). Bei dem Vergleich der Kammerdruckmessungen wird ein gutes
Führungsverhalten bis zu einer Anregungsfrequenz von 5Hz erreicht, wobei die zusätz-
liche Vorsteuerung des Schlauchs auch bei hohen Rückführverstärkungen eine Verbesse-
rung bringt. Bei der Verwendung von Ventildruckmessungen sind auch in Kombination
mit einem Kammerdruckbeobachter Verstärkungen bis zu 9Hz möglich, sodass auch
hier der Regelfehler auf ca. 1% des Steuerbereichs für dynamische Anregungen bis zu
5Hz begrenzt werden kann.
Allgemein kann festgestellt werden, dass für dynamische Trajektorienvorgaben keine rei-
ne Ventildruckmessung zu empfehlen ist, da sie nur sehr geringe Rückführverstärkun-
gen erlaubt und daher ein sehr schlechtes Führungs- und Störverhalten besitzt. Wenn
ein gutes Führungsverhalten bei geringem Implementierungsaufwand gewünscht ist,
wird stets die schlauchkompensierende Vorsteuerung empfohlen – unabhängig von Ver-
wendung einer Kammerdruckmessung oder einer Kammerdruckbeobachtung. Letzte-
res hängt maßgeblich von der Art des Aufbaus und der Abwägung zwischen zusätzli-
chem Verschlauchungsaufwand oder zusätzlicher Softwareimplementierung und Iden-
tifikationsaufwand ab. Der erweiterte Zustandsregler mit zusätzlicher Rückführung der
Schlauchmodellzustände ist aufgrund der höheren Parametriermöglichkeiten deutlich
schwieriger auszulegen. Zur Vermeidung des komplexen Verschlauchungsaufwands am
BHA wird für künftige Entwicklungen der Kammerdruckbeobachter mit einfacher Kam-
merdruckrückführung, aber erweiterter Vorsteuerung 4 verwendet, sodass ein gutes
Führungsverhalten bezüglich der Vorgaben durch überlagerte Lageregler möglich ist.
Nach Vorstellung und Verbesserung des unterlagerten Druckreglers wird im Folgenden
die äußere Kaskade zur Balglängenregelung behandelt.
3.3 dezentraler balglängenregler
Der Balglängenregler des aktuellen Stands [Mah15] ist ein entkoppelter Balglängenreg-
ler, der zur Regelung eines freistehenden Einzelbalgs gut geeignet ist, aber für Bälge im
Manipulatorverbund aufgrund der gegenseitigen Wechselwirkungen der Bälge kein zu-
friedenstellendes Ergebnis – sowohl statisch als auch dynamisch – liefert [Fal+17]. Der
modellbasierte Regler wurde unter Verwendung des Einzelbalgmodells entwickelt und
beinhaltet eine Zustandslinearisierung mit Berücksichtigung der variablen Eigensteifig-
keit [Mah15]. Da dieser Regler als Vergleich für den späteren Entkopplungsregler dienen
soll, wird er nachfolgend kurz vorgestellt.
3.3.1 Reglerentwurf
Der modellbasierte Reglerentwurf eines balgartigen Aktors variabler Länge mit län-
genabhängigem Volumen erfolgt ähnlich den Reglerentwurfsmethoden eines pneumati-
schen Zylinders oder Muskels [Hil+02], bei der die benötigte pneumatische Aktorkraft
aus dem mechanischen Modell des Antriebs bestimmt wird, wenn die anliegenden Kräf-
te und die bewegte Masse bekannt sind.
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Abbildung 3.16: Blockschaltbild der dezentralen Lageregelung eines Einzelbalgs.
Auf das Modell (2.1) mit dem Ausgang lB und den Zuständen
x =
[
lB l˙B
]ᵀ (3.37)
bestehend aus Balglänge lB und Balglängenänderung l˙B wirkt der Balgdruck pB als Ein-
gang. Da keine interne Dynamik vorhanden ist, ist eine exakte Zustandslinearisierung
möglich [Isi95]. Durch Wahl des virtuellen Eingangs zu
ν = l¨B (3.38)
ergibt sich die Zustandslinearisierung zur Berechnung der Solldrücke pB,d der Aktor-
kraft (2.2)
pB,d =
1
AB,Druck
(
mν+ FB,Fdr(lB) + FB,Dmp
(
l˙B
))
+ p0 (3.39)
für den virtuellen Eingang ν in Abhängigkeit der druckwirksamen Fläche AB,Druck, der
bewegten Masse m und der Feder- und Dämpfungskräfte. Das resultierende, exakt li-
nearisierte System besteht somit aus einem Doppelintegrator (Abb. 3.16). Für dieses
virtuelle lineare System wird eine Vorsteuerung l¨B,d für gutes Folgeverhalten
ν = l¨B,d +K1
(
l˙B,d − l˙B
)
+K0
(
lB,d − lB
)
+KI
t∫
0
(
lB,d − lB
)
dt˜ (3.40)
mit einem stabilisierenden PID-Regler mit kleiner integrierender Verstärkung zur Ver-
meidung stationärer Fehler kombiniert, dessen Verstärkungen zur Positions- und Ge-
schwindigkeitsrückführung
K0 = (2pi fd)
2 (3.41a)
K1 = (2pi fd) 2Dd (3.41b)
in Abhängigkeit des gewünschten Systemverhaltens – ausgedrückt durch Eckfre-
quenz fd und Dämpfung Dd – und einer experimentell zu bestimmenden Integra-
torverstärkung KI gewählt werden. Aufgrund der physikalisch begrenzten Zustände
muss bei der Implementierung des Integralreglers eine entsprechende Anti-Windup-
Routine [Ada14] berücksichtigt werden, zudem sollte die Knickfrequenz der Integrator-
verstärkung deutlich unter der des Proportionalreglers liegen.
3.3.2 Funktionsnachweis am Einzelbalg
Der entworfene Balglängenregler eignet sich gut für die Längenregelung eines unab-
hängigen Einzelbalgs und wurde bereits in früheren Arbeiten validiert [Mah15]. Da
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Abbildung 3.17: Regelgüte des dezentralen Lagereglers in Abhängigkeit der Reglerparameter
und der unterlagerten Druckregler 0 bis 4 für ein Rampenprofil des Sollwerts.
dieser aber im kaskadierten Verbund mit dem unterlagerten Druckregler stark von
dessen Führungsverhalten abhängig ist, sollen im Folgenden die Einflüsse der unter-
schiedlichen unterlagerten Druckregler (Tab. 3.1) in Kombination mit dem Lageregler
untersucht werden. Die Reglerparameter des Lagereglers fd und Dd müssen dabei auch
in Abhängigkeit der Grenzfrequenz des Druckreglers gewählt werden. Daher werden
im Folgenden die beiden alten Druckreglervarianten mit Ventildruckmessung 0 bei
0.5Hz und Kammerdruckmessung 1 bei 3Hz mit dem zu fd = 1.2Hz, KI = 10000 Pa/m
und Dd = 0.2 parametrierten Lageregler nach damaligem Stand der Technik kombi-
niert, während die beiden neuen Druckreglervarianten mit Kammerdruckmessung 2
bei 9Hz und Ventildruckmessung mit Kammerdruckbeobachter 4 bei 6Hz mit dem zu
fd = 6Hz, KI = 10000 Pa/m und Dd = 0.7 parametrierten Lageregler kombiniert werden.
Die höheren Kreisverstärkungen der neuen Lage- und Druckregler sind unter anderem
auch dadurch möglich, da das Signalrauschen der Balglängensensoren zur Geschwin-
digkeits- und Volumenbestimmung früher durch eine 12Hz-Filterung auf 0.05mm be-
grenzt werden musste, während nun durch eine 50-fache Überabtastung und Mittelwert-
bildung [Ruo15] die Rauschamplitude von ca. 0.4mm auf ca. 0.01mm verringert wurde,
und somit eine 50Hz-Filterung der Messdaten ausreicht.
Ein erstes Experiment mit einer rampenförmigen Solldruckvorgabe bestätigt die neu ent-
wickelten Druckregler, bei denen das Führungsverhalten der überlagerten Lageregler im
Hinblick auf Einschwingzeit und Phasenversatz verbessert werden konnte (Abb. 3.17).
Vor allem der Unterschied zwischen den beiden Ventildruckmessungen durch die Ver-
wendung des Kammerdruckbeobachters ist hervorzuheben.
Ein zweites Experiment mit einer frequenzverändernden Chirpanregung zeigt, dass die
Regelgüte auch bei höheren Frequenzen durch die erweiterten Druckregler deutlich ver-
bessert wird (Abb. 3.18). Zwar kann der Phasenversatz nicht komplett eliminiert werden,
doch wird zumindest die gewünschte Amplitude auch noch bei Frequenzen von 6Hz
gehalten.
Für eine abschließende Bewertung wurde außerdem der Frequenzgang für die alte und
die beiden neuen Druckregler-Lageregler-Kombinationen aufgenommen (Abb. 3.19).
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Abbildung 3.18: Regelgüte des dezentralen Lagereglers in Abhängigkeit der Reglerparameter
und der unterlagerten Druckregler 0 bis 4 für ein Chirpprofil des Sollwerts.
Aufgrund der Schlauchlänge bleibt bei den neuen Reglern eine gewisse Verzögerung
bestehen – auch hier wird sichtbar, dass die Amplitude und Phase durch die erweiterte
Vorsteuerung gegenüber dem altem Entwurf deutlich verbessert sind. Bei Verwen-
dung des Beobachters ist eine Amplitudenüberhöhung bei geringerem Phasenverlust
vorhanden, da der nacheilende Beobachter ein Voreilen der Regelung veranlasst. Der
direkte Kammerdruckregler hingegen hat eine bessere Amplitudentreue bei einem ver-
gleichsweise höheren Phasennachlauf. Insgesamt sind jedoch beide Druckregler für die
Kaskade in Kombination mit dem Lageregler zur Einzelbalgregelung geeignet.
Wenn nun der Lageregler auf Basis des Einzelbalgmodells im Manipulatorverbund ein-
gesetzt wird, treten im Einzelbalgmodell nicht modellierte Querverbiegungen durch ex-
terne Kräfte, Biegefälle und andere Effekte auf, sodass die bisher verfolgte, parallele SI-
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Abbildung 3.19: Gemessene ungefilterte und gefilterte Frequenzgänge von lB → lB,d mit dezen-
tralem Lageregler in Abhängigkeit unterlagerter Druckregler 1 bis 4 .
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SO-Einzelbalgregler-Struktur gerade bei dynamischen Bewegungen oder in gebogenen
Fällen kein zufriedenstellendes Führungsverhalten aufweist. Daher soll im Folgenden
ein neuer Entkopplungsregler auf Basis des verkoppelten Manipulatormodells entwi-
ckelt werden.
3.4 zentraler balglängen-entkopplungsregler
Die dezentralen SISO-Aktorregelungen der äußeren Reglerkaskade (Abb. 3.2) sollen
nun durch eine MIMO-Entkopplungsregelung auf Basis des verkoppelten Manipula-
tormodells ersetzt werden, der sowohl die quasi-stationären als auch dynamischen
Verkopplungen der Aktoren und deren Reaktionskräfte kompensiert [Fal+15a; Fal+17].
Dazu wird die Regelung, wie in der klassischen Robotik üblich [SK08], in der Zwei-
Freiheitsgrade-Struktur mit Vorsteuerung und Regler zur getrennten Entwurfsmöglich-
keit von Folgeverhalten und Fehlerunterdrückung implementiert.
3.4.1 Reglerentwurf
Der modellbasierte Reglerentwurf des Entkopplungsreglers für Kontinuum-Manipula-
toren basiert auf dem in Kapitel 2.3.3 neu entwickelten Manipulatormodell mit konzen-
trierten Massen im kontaktfreien Fall. Die Zustände der 3n Aktoren
x =
[
lB l˙B
]ᵀ
=
[
q q˙
]ᵀ (3.42)
des Manipulators, bestehend aus Länge und Geschwindigkeit aller Aktoren, werden
durch das nichtlineare Manipulatormodell ohne externe Kräfte τext = 0
dq
dt
= q˙ (3.43a)
dq˙
dt
=M−1(q)
(
τ(p) −Ω(q, q˙) q˙−N(q, q˙)
)
(3.43b)
in vollständiger Form (2.109-2.114) oder vereinfachter Form (2.113,2.114,2.116,2.119) in
Abhängigkeit der Balgdrücke
u = p, ∈ R3n (3.44)
als Modelleingänge beschrieben, wobei als Systemausgänge die Aktorlängen
y = q, ∈ R3n (3.45)
gewählt werden. Da dieses quadratische System keine interne Dynamik besitzt, ist eine
Modellinvertierung möglich. Im Folgenden wird zunächst die Modellinvertierung zur
Berechnung der gewünschten Stelldrücke q über die gewünschten Stellkräfte τ herge-
leitet, bevor danach ein linearer Regler mit Vorsteuerung für das entkoppelte und exakt
linearisierte System entwickelt wird (Abb. 3.20).
entkopplung mit zustandslinearisierung
Für die exakte Zustandslinearisierung [Isi95] werden zunächst die virtuellen Eingänge
ν = q¨ (3.46)
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Abbildung 3.20: Äußere Regelschleife des Kaskadenreglers mit MIMO-Entkopplungsregler.
gewählt, um dann die gewünschten Stellkräfte τd
τd(pd) =M(q) ν+Ω(q, q˙) q˙+N(q, q˙) (3.47)
über die Modellinvertierung des nichtlinearen Manipulatormodells (3.43) zu bestimmen.
Zur Vorgabe der gewünschten Stelldrücke qd (Abb. 3.20) müssen die gewünschten pro-
jizierten Stellkräfte τd in Sollbalgdrücke pd transformiert werden. Dafür soll die Defini-
tion der einzelnen Krafteinträge von τd (2.114b)
τd[r] =
n=3∑
ξ=s
3∑
χ=1
ξhF
ᵀ
e,Bξχ,a(pd)︸               ︷︷               ︸
Zeilenvektor
wH
ᵀ
ξh
∂wHξh
∂qr
ξhrBξχ︸                        ︷︷                        ︸
Spaltenvektor
, (3.48)
zusammen mit der Definition der Aktorkräfte in lokalen Koordinaten nach den Drücken
pd aufgelöst werden. Da die Druckkräfte in den jeweiligen lokalen Kopfkoordinatensys-
temen Rξh
ξhFe,Bξχ,a(p) =

0
0
FBξχ,a
(
pξχ
)
− FB{ξ+1}χ,a
(
p{ξ+1}χ
)
0
 (3.49)
nur Werte ungleich null in z-Richtung besitzen und die anderen Einträge stets null sind
(2.67,2.63), ist nur der dritte Eintrag des rechten Spaltenvektors in (3.48) relevant11. Somit
kann das vektorielle Produkt (3.48) zu einem Produkt zweier Skalare
τd[r] =
n=3∑
ξ=s
3∑
χ=1
(
FBξχ,a
(
pξχ
)
− FB{ξ+1}χ,a
(
p{ξ+1}χ
) )
φrξχ (3.50)
vereinfacht werden, wobei die skalare Abkürzung φrξχ
φrξχ =
wH
ᵀ
ξh[3,:]
∂wHξh
∂qr
ξhrBξχ (3.51)
als dritter Eintrag des Spaltenvektors (3.48) zur übersichtlichen Darstellung eingeführt
wird. Diese Bestimmungsgleichung zur Berechnung eines skalaren Wertes τd,r wird für
11 An dieser Stelle wird erneut darauf hingewiesen, dass für die letzte Sektion n = ξ in (3.49) die Kraft des
nächsten angrenzenden Balgs FB{ξ+1}χ,a null ist.
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alle r = 1 · · ·n Einträge der Sollkraft τd aufgestellt, wobei diese Gleichungen durch
Umstellen als eine Matrixgleichung
τd =

φ111 φ
1
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1
13 φ
1
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1
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1
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3
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0 0 0 0 0 0 φ831 φ
8
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0 0 0 0 0 0 φ931 φ
9
32 φ
9
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

FB11,a
(
p11
)
− FB21,a
(
p21
)
FB12,a
(
p12
)
− FB22,a
(
p22
)
FB13,a
(
p13
)
− FB23,a
(
p23
)
FB21,a
(
p21
)
− FB31,a
(
p31
)
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(
p22
)
− FB32,a
(
p32
)
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(
p23
)
− FB33,a
(
p33
)
FB31,a
(
p31
)
FB32,a
(
p32
)
FB33,a
(
p33
)

(3.52)
in sektionsweiser Blockstruktur zur direkten Berechnung von τd ausgedrückt werden
können. Durch Auflösung der Kraftdifferenz
τd =

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
1 0 0 −1 0 0 0 0 0
0 1 0 0 −1 0 0 0 0
0 0 1 0 0 −1 0 0 0
0 0 0 1 0 0 −1 0 0
0 0 0 0 1 0 0 −1 0
0 0 0 0 0 1 0 0 −1
0 0 0 0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 0 0 0 1

︸                                                                                   ︷︷                                                                                   ︸
Φ

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(
p11
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(
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
︸            ︷︷            ︸
FB,a
(3.53)
kann die Definitionsgleichung der projizierten Kräfte (3.53) über eine Invertierung der
regulären Projektionsmatrix Φ nach den Aktorkräften umgestellt werden, sodass sich
die Beträge aller Aktorkräfte
FB,a =

1 0 0 1 0 0 1 0 0
0 1 0 0 1 0 0 1 0
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
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
−1
︸                                                                    ︷︷                                                                    ︸
Φ−1
τd (3.54)
explizit in Abhängigkeit der projizierten Sollkräfte τd berechnen lassen. In Kombination
mit der Bestimmung der pneumatischen Aktorkraft (2.2) lassen sich somit die gewünsch-
ten Drücke
pd =
FB,a
AB,Druck
+p0 =
Φ−1(q)
AB,Druck
τd︸           ︷︷           ︸
pd,rel
+p0. (3.55)
in Abhängigkeit der Aktorlängen q bestimmen, sodass sich nach Einsetzen von (3.47) in
(3.55) die finale Zustandslinearisierung
pd =
Φ−1(q)
AB,Druck
(
M(q)ν+Ω(q, q˙) q˙+N(q, q˙)
)
+p0 (3.56)
für die virtuellen Eingänge ν ergibt. Der Einfluss der Coriolismatrix Ω ist dabei im Ver-
hältnis zu deren Berechnungsaufwand entsprechend der Untersuchungen zur Modell-
vereinfachung gering und daher die entsprechende Coriolismatrix im Reglerentwurf –
zumindest bei der Anwendung am BHA – vernachlässigbar.
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Kleine Modellfehler der internen Kräfte N werden durch die Rückführung kompen-
siert und haben daher keinen Einfluss auf die stationäre Genauigkeit. Nicht modellierte
Kriecheffekte können jedoch bei begrenzter Bandbreite durch die hohe Materialsteifig-
keit nicht vollständig kompensiert werden. Zur Vermeidung eines instabilen Driftens
aufgrund veränderlicher Steifigkeiten in der exakten Zustandslinearisierung wird die
Kompensation der aktorabhängigen Federkräfte FBik,Fdr (2.77,2.113) in N(q, q˙) anstatt
als Zustandslinearisierung über eine Feedforward-Linearisierung [HD03] in Abhängig-
keit der Sollbalglängen qd implementiert.
Mit dieser MIMO-Zustandslinearisierung zur Entkopplung der Aktoren werden Soll-
drücke für den virtuellen Eingang berechnet, die von den unterlagerten Druckreglern
eingeregelt werden. Unter der Annahme, dass das Führungsverhalten der unterlager-
ten Druckregler hinreichend gut ist, ergibt sich ein entkoppeltes und exakt linearisiertes
System – im Falle des BHA dargestellt durch neun parallele Doppelintegratoren. Die
virtuellen Eingänge werden durch einen linearen Reglerentwurf bestimmt.linearer reglerentwurf
Für das entkoppelte System (Abb. 3.20) kann nun ein linearer Regler
ν = νVorst. + νRückf. (3.57)
mit Vorsteueranteil νVorst. und Rückführanteil νRückf. entworfen werden. Für ein gutes
Folgeverhalten wird die gewünschte Beschleunigung der einzelnen Aktoren νVorst. = q¨d
als lineare Vorsteuerung verwendet, während eine lineare Rückführung die virtuellen
Doppelintegratoren stabilisiert. Abgeleitet von der Differentialgleichung der Fehlerdy-
namik ergibt sich für die Stabilisierung ein linearer PD-Regler
νRückf. = K1 (q˙d − q˙) +K0 (qd −q) , (3.58)
wobei die Reglerverstärkungen K0 und K1 im Allgemeinen als Diagonalmatrizen ge-
wählt werden, um die Entkopplung der Aktoren zu erhalten. Allgemein sollten die Ma-
trizen der Reglerverstärkungen laut Vorzeichenbedingung positiv definit sein; sinnvolle
Verstärkungen ergeben sich z. B. analog zu der Vorgabe der Einzelbalgregelung (3.41)
über die gewünschte Eckfrequenz und Dämpfung.resultierende nichtlineare aktorregelung
Durch Einsetzen des linearen Reglers (3.57,3.58) in die Entkopplung (3.56) resultiert das
finale Regelgesetz für die entkoppelnde Aktorregelung von Kontinuum-Manipulatoren
zu
pd =
Φ−1(q)
AB,Druck
(
M(q)
(
q¨d +K1 (q˙d − q˙) +K0 (q˙−q)
)
+N(q, q˙)
)
+p0. (3.59)
Da diese Form keine integrierende Rückführung beinhaltet, kann eine bleibende Regel-
abweichung nicht vermieden werden. Mit dem bisherigen Ziel, das hauptsächlich ein
gutes Führungsverhalten bei schnellen Bewegungen auch nahe der Hardwarebeschrän-
kungen des Manipulators und eine gute Schwingungsdämpfung während der Ausre-
gelung größerer Störungen z. B. nach einem Eingriff eines Menschen und dem folgen-
den plötzlichen Loslassen fordert, sind keine großen Eingriffe durch eine integrierende
Rückführung erwünscht. Zur Erhöhung der Präzision kann jedoch eine schwache in-
tegrierende Rückführung mit passender Anti-Windup-Regelung [Ada14] aufgeschaltet
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werden, bei der sowohl der zu integrierende Fehler als auch die integrierende Rückfüh-
rung selbst beschränkt wird. Für diesen langsamen Eingriff ist kein Eingriff innerhalb
der schnellen Entkopplung zu empfehlen. Stattdessen wird der integrierende Regler
pd =
Φ−1(q)
AB,Druck
(
M(q)
(
q¨d +K1 (q˙d − q˙) +K0 (q˙−q)
)
+N(q, q˙)
)
+
KI
AB,Druck
 t∫
0
bqd −qee dt˜

E
+p0. (3.60)
außerhalb der Entkopplungsregelung platziert, wobei das Verhältnis zwischen der in-
neren Sättigung b?ee und der äußerer Sättigung b?eE die minimale Anstiegszeit der
integrierenden Rückführung bis zur Sättigung kennzeichnet. Damit der integrierende
Regler nicht gegen den modellbasierten Regler arbeitet, sollte die Knickfrequenz des
integrierenden Reglers deutlich unter der des Proportionalreglers und die minimale An-
stiegszeit oberhalb der Manipulatordynamik liegen. Die für den Druckregler benötigte
Solldruckableitung p˙d zur Vorsteuerung wird dabei durch Filterung des sollgrößenab-
hängigen Vorsteueranteils
p˜d =
Φ−1(qd)
AB,Druck
(
M(qd) q¨d +N(qd, q˙d)
)
+p0 (3.61)
des Solldrucks (3.59) eines feedforward-linearisierten Modells [HD03] berechnet.
3.4.2 Funktionsnachweis am Manipulator und Performancevergleich
Für den Funktionsnachweis der neu entwickelten, zentralen Regelung und der Gegen-
überstellung bezüglich der vorher verwendeten, dezentralen Balglängenregelung wird
der Reglerentwurf für den BHA implementiert. Nach simulativen Tests wird der in
Matlab und Simulink entwickelte Regler entsprechend des Rapid Control Prototypings
[AB06] experimentellen Tests am Versuchsstand (Abb. 2.2) unterzogen. Dabei läuft der
Regler auf einem DSpace 1007 PPC Rapid Control Prototyping Computer mit einer Takt-
zeit von 1ms, wobei die Balglängensensoren zur Rauschunterdrückung 50-fach überab-
getastet werden [Ruo15].
Im Folgenden soll zunächst der Funktionsnachweis der Aktor-Entkopplung selbst an-
hand von Experimenten erbracht werden, bevor diese mit der dezentralen Balglängen-
regelung verglichen wird.funktionsnachweis der aktorentkopplung
Zur Überprüfung der modellbasierten Entkopplung wird zunächst die Rückführung
der linearen Regelung ohne Integratoranteil (3.57) durch Deaktivierung der Rückführ-
verstärkungen K0 = K1 = 0 (3.58) ausgeschaltet, sodass nur die lineare Vorsteuerung
mit der entkoppelnden Zustandslinearisierung aktiv ist.
Für die folgenden Beispieltrajektorien werden zwei Bälge der mittleren Sektion mit ei-
nem Bewegungsablauf beaufschlagt, während die anderen Bälge des gekrümmten Ma-
nipulators ihre unterschiedlichen Längen konstant halten sollen (Abb. 3.21). Das rein
vorgesteuerte Folgeverhalten der bewegten Bälge ist mit einem Fehler von 2mm bis
4mm sehr gut. Die Abweichungen zwischen Sollbahn und Istbahn sind u. a. der durch
Materialkriechen veränderten Steifigkeit geschuldet.
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Abbildung 3.21: Funktionsnachweis der vorgesteuerten Aktorentkopplung durch den Vergleich
von Solltrajektorien mit zwei bewegten Bälgen in der zweiten Sektion und
Messungen ohne aktivierte Rückführung.
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Abbildung 3.22: Solldruckanteile (3.62) der vorgesteuerten Aktorentkopplung zur Verdeutli-
chung des verkoppelten Reglerausgangs (Abb. 3.21).
94
3.4 zentraler balglängen-entkopplungsregler
Die Trajektorie wird so gewählt, dass keine Aktorbeschränkungen aktiv sind, um ei-
ne fundierte Bewertung des Reglers zu ermöglichen. Dies hat zur Folge, dass den ge-
wünschten Drucktrajektorien ohne größere Abweichungen und mit nur einem kleinen
Phasenverzug gefolgt wird. Während die Druckverläufe der dritten Sektion quasi kon-
stant sind, variieren die Druckverläufe der ersten Sektion über der Zeit, obwohl de-
ren Wunschlängen konstant bleiben. Dieses gewünschte Verhalten ist der aktiven Bewe-
gungskompensation der oberen Sektionen geschuldet. Die Wirkung der Kompensation
auf den Regelausgang kann im Detail analysiert werden, wenn der Regelausgang (3.59)
des Entkopplungsreglers auf seine einzelnen Komponenten und deren Solldrücke auf-
geschlüsselt wird, wie z. B. die Drücke
Vorsteuerungsdruck: pd,Vorst. = Φ
−1
AB,Druck
M(q) q¨d (3.62a)
Biegekompensationsdruck: pd,Bieg. = Φ
−1
AB,Druck
NBieg.(q) (3.62b)
Gravitationskompensationsdruck: pd,Grav. = Φ
−1
AB,Druck
NGrav.(q) (3.62c)
für die Vorsteuerung, Biegekompensation oder Gravitationskompensation (Abb. 3.22).
Die Kompensation der Längssteifigkeiten12 wirkt als größter Kompensationseinfluss, al-
lerdings ist diese Komponente des Einzelbalgmodells unabhängig von denen der ande-
ren Bälge. Darüber hinaus sind auch die Kompensationen für Gravitation pd,Grav. und
Biegesteifigkeiten pd,Bieg. bei gekrümmten Manipulatoren von Bedeutung. Der Gravitati-
onseinfluss ist dabei in der ersten Sektion aufgrund der Hebelwirkung des Manipulators
am höchsten, während die Kompensation der Biegesteifigkeiten hauptsächlich die ande-
ren Aktoren einer Sektion beeinflusst. Der Einfluss der linearen Vorsteuerung setzt sich
sowohl zwischen den Aktoren einer Sektion als auch zwischen den benachbarten Sek-
tionen fort. Der Einfluss der Coriolisterme Ω(q, q˙) (3.56) ist vernachlässigbar, wodurch
sich die nötige Rechenzeit um etwa 50% reduziert.
Im Folgenden wird die Rückführung wieder aktiviert und der zentrale Entkopplungs-
regler mit der dezentralen Alternative (Kap. 3.3) verglichen.funktionsnachweis der aktorregelung ohne integratorverstärkung
Um das Führungsverhalten des neuen, entkoppelnden Aktorreglers mit dem der dezen-
tralen Aktorregelung zu vergleichen, werden weitere Experimente durchgeführt, wobei
die Rückführverstärkungen der PD-Regler aktiviert werden. Die integrierende Fehler-
verstärkung (3.59) bleibt weiterhin deaktiviert.
In einem zweiten Experiment werden nun schnelle Aktortrajektorien auf alle Aktoren
vorgegeben, sodass eine Gesamtbewegung auf den Manipulator eingeprägt wird. Da-
bei werden die Folgefehler bei aktiviertem Entkopplungsregler mit dem Folgefehler der
dezentralen Aktorregelungen verglichen (Abb. 3.23). Zur besseren Darstellbarkeit wird
eine zweidimensionale Manipulatortrajektorie ausgewählt, bei der die Solltrajektorien
von Balg 2 und Balg 3 der jeweiligen Sektionen identisch sind. Die gemessenen Län-
gen bei Verwendung der dezentralen Aktorregelung weisen sowohl größere statische
als auch dynamische Fehler auf – insbesondere in der unteren Sektion aufgrund der
fehlenden Gravitations- und Biegekompensation.
Wenn bei der Vorgabe von schnellen Aktortrajektorien auf ein reales System die Be-
schränkungen der Aktorik erreicht werden, ist der Manipulator nahe an seiner dynami-
schen Maximalgeschwindigkeit. In diesem Fall steigt der Folgefehler einzelner Aktoren,
12 Die Solldruckkomponente zur Kompensation der Längssteifigkeiten ist in Abb. 3.22 nicht geplottet.
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Abbildung 3.25: Analyse des Störverhaltens in einer Schwingungsdämpfung nach Auslenkung
durch eine externe Kraft: Der Entkopplungsregler stabilisiert das System bei
gleichen Hardwarebeschränkungen deutlich schneller.
der sich über einen Fehler in den Drucktrajektorien und den balgdruckabhängigen Mas-
senstrom (2.7) auf die maximal geöffneten Ventile zurückverfolgen lässt.
Die Wirkung der Eingangsbeschränkungen lässt sich auch an den resultierenden TCP-
Trajektorien analysieren (Abb. 3.24), wobei angemerkt werden muss, dass an dieser
Stelle nur die Aktorlängen geregelt werden und keine Rückführung des TCP-Fehlers
stattfindet. Somit kann ein Fehler im Aufgabenraum durch die Potenzierung kleiner
Aktorfehler nicht vermieden werden. Dennoch ist die resultierende TCP-Trajektorie des
Entkopplungsreglers deutlich näher an der Solltrajektorie als die der neun dezentralen
Regler, obwohl die Eingangsbeschränkungen der Ventile in ähnlichen Phasen aktiv sind.
Sobald keine Eingangsbeschränkungen mehr aktiv sind, wird der TCP-Folgefehler des
Entkopplungsreglers wieder deutlich auf wenige cm reduziert.
In einem dritten Experiment soll nun statt dem bisher getesteten Führungsverhalten
das Störverhalten untersucht werden. Deshalb werden die gewünschten Aktorlängen
konstant gehalten, während der Manipulator durch eine externe Kraft ausgelenkt wird.
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Nach Lösen der externen Kraft ohne aktivierte Regelung würde der Manipulator ca. 5 s
schwingen und danach in der senkrechten Ruhelage stehen bleiben (Abb. 2.27). Diese
Schwingung soll durch eine aktive Schwingungsdämpfung gezielt vermieden und in der
gewünschten Pose außerhalb der natürlichen Ruhelage stehen bleiben. Dabei wird eine
direkte Bremsung des Manipulators zur Vermeidung von Überschwingungen aufgrund
der pneumatischen Stellgrößenbegrenzungen nicht möglich sein.
Bei einem Vergleich der aktiven Schwingungsdämpfungen kann die Dämpfung unter
Verwendung des Entkopplungsreglers deutlich erhöht werden, sodass der Manipulator
schon nach 1 s auf ca. 10% und nach 2 s zum kompletten Stillstand gebracht werden
kann (Abb. 3.25), während die neun dezentralen Einzelbalgregler mehr als doppelt so-
lange zum Erreichen der gleichen Ziele benötigen. Dabei verwenden die beiden Aktor-
regler den gleichen limitierenden Druckregler mit einfacher Kammerdruckrückführung,
erweiterter Vorsteuerung und Kammerdruckbeobachter 4 und den gleichen eingangs-
beschränkenden Ventilen. Die Verbesserung ist auf die Entkopplung der Rückführver-
stärkungen und die manipulatorweite Zustandslinearisierung zurückzuführen.
An diesem Experiment kann auch das verbesserte Führungsverhalten des Entkopplungs-
reglers bestätigt werden, da dieser den statischen TCP-Fehler mittels Gravitationskom-
pensation und Biegekompensation reduziert, sodass der finale TCP-Fehler unterhalb
von 3mm liegt.
Bei allen bisherigen Experimenten kann festgehalten werden, dass der neu entwickel-
te Entkopplungsregler basierend auf dem konzentriert-parametrischen Manipulatormo-
dell ein signifikant besseres Führungs- und Störverhalten als die dezentralen Einzelbalg-
regler zeigt. Der modellbasierte Ansatz ermöglicht eine effektive Vorsteuerung, die ein
sehr gutes Folgeverhalten und somit auch schnelle Bewegungen mit dynamischer Mani-
pulatoranregung zulässt. Aufgrund der veränderlichen Steifigkeit des Materials können
kleine Folgefehler der Aktortrajektorien nicht ausgeschlossen werden, sodass hier zur
Kompensation statischer Abweichungen eine schwache integrierende Verstärkung hin-
zugeschaltet werden kann. Zur Reduktion des TCP-Fehlers kann aufbauend auf der
Aktorregelung auch eine Regelung der Aufgabenkoordinaten entwickelt werden. Diese
Variante der Regelung wird kurz am Ende der Arbeit (Kap. 5) angesprochen.
3.5 zusammenfassung
In diesem Kapitel wurde eine Regelung in Aktorkoordinaten für Kontinuum-Manipu-
latoren über einen kaskadierten Reglerentwurf mit unterlagerter Druckregelung und
überlagerter Balglängenregelung entworfen und am BHA experimentell validiert.
Die unterlagerten Druckregler können stets dezentral entwickelt werden. Als Stand der
Technik wurde zunächst ein modellbasierter Kammerdruckregler mit Zustandslineari-
sierung der Kammerdruckdynamik vorgestellt, wobei als zurückgeführter Druck der
Kammerdruck benötigt wird. Da keine Drucksensoren im Manipulator verbaut sind,
müssen zur Kammerdruckmessung Stichleitungen vorhanden sein. Alternativ kann
auch der Ventildruck zur Regelung verwendet werden, doch sind in dieser Konfigura-
tion nur deutlich geringere Kreisverstärkungen möglich. Da die Implementierung von
Stichleitungen unerwünscht ist, wurde über ein zuvor vorgestelltes Schlauchmodell ein
nichtlinearer Kammerdruckbeobachter hergeleitet, der mittels Ventildruckmessung den
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dynamischen Kammerdruck unter Berücksichtigung der Schläuche zuverlässig beob-
achten kann. Zur Verbesserung des Führungsverhaltens wurden außerdem erweiterte
Druckreglerkonzepte mit Berücksichtigung des Schlauchmodells entwickelt – zunächst
ein Zustandsregler mit Rückführung aller beobachteten Zustände und außerdem ei-
ne Kombination des klassischen Druckreglers und einer erweiterten schlauchberück-
sichtigenden Vorsteuerung. Die Funktionsnachweise beider Regler und die weiteren
Vergleiche wurden über Experimente am Einzelbalg erzielt.
Die überlagerte Lageregelung wurde bisher über dezentrale Balglängenregler realisiert,
die zunächst als Vergleichsbasis vorgestellt wurden. In experimentellen Vergleichen wur-
de außerdem die Regelgüte des Balglängenreglers am Einzelbalg unter Einfluss der
unterschiedlichen unterlagerten Druckregler untersucht. Daraufhin wurde der zentrale
Balglängen-Entkopplungsregler entwickelt, indem für die Modellinvertierung des kon-
zentriert-parametrischen Manipulatormodells im kontaktfreien Fall eine Umrechnung
der projizierten Sollkräfte in tatsächlich geforderte Solldrücke abgeleitet wurde. Diese
Modellinvertierung kann z. B. mit einem linearen PID-Regler und einer Vorsteuerung
kombiniert werden. Zuletzt wurde ein experimenteller Funktionsnachweis der Aktor-
entkopplung am Manipulator erbracht und das Führungs- und Störverhalten beider
Reglerkonzepte miteinander verglichen.
Kombiniert mit der erweiterten Druckregelung inkl. Berücksichtigung des Schlauchs
in der Vorsteuerung bewährt sich der neue Entkopplungsregler im Praxistest am BHA:
Mit der Berücksichtigung der mechanischen Verkopplungen auf Basis des neuen dyna-
mischen Manipulatormodells führt er mit einer Fehlerreduktion von 70% zu deutlich
geringeren stationären und dynamischen Fehlern, zu einem besseren Führungsverhal-
ten dynamischer Trajektorien und auch zu einem besseren Störverhalten im Rahmen
von Schwingungsdämpfungen – auch bei gleichbleibenden Begrenzungen durch die un-
terlagerte Pneumatik. Ein verbleibender Fehler im unteren Frequenzspektrum bei Versu-
chen am BHA lässt sich auf die veränderliche Steifigkeit des Materials und dem damit
zusammenhängenden Kriechen zurückführen.
Für die signifikant verbesserte Aktorregelung sollen nun im Folgenden Methoden zur
Generierung von Aktortrajektorien für gegebene Aufgabenkoordinaten vorgestellt wer-
den.
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Die Arbeitsanweisungen für Manipulatoren werden im Aufgabenraum angegeben, wel-
cher häufig in für den Menschen intuitiven, kartesischen Koordinaten definiert ist. Da
die in Kapitel 3 entworfene Regelung C2-Solltrajektorien in Aktorkoordinaten – auch
bei Punkt-zu-Punkt-Aufgaben – erfordert, sollen in diesem Kapitel Methoden für ak-
torgeregelte Kontinuum-Manipulatoren zur Trajektoriengenerierung für Vorgaben im
Aufgabenraum des Manipulators vorgestellt werden.
Zu den generellen Herausforderungen der Trajektoriengenerierung von Mehrachskine-
matiken gehört die Einhaltung des Arbeitsraums und möglicher Beschränkungen in
Aufgabenkoordinaten. Je nach Anwendung gilt dies nicht nur für die Start- und End-
punkte der Transitionen, sondern auch während der Bewegung. Die komplexe Kinema-
tik von Kontinuum-Manipulatoren resultiert in einer erhöhten Komplexität bei der Lö-
sung der redundanten Rückwärtskinematik zur Umrechnung von Aufgabenkoordinaten
in Gelenk- oder Aktorkoordinaten. Allerdings können diese zusätzlichen Freiheitsgrade
in geeignetem Maße genutzt werden. Mögliche Ansätze zur Lösung der redundanten
Rückwärtskinematik lassen sich in drei Kategorien einteilen: Zunächst ist eine heuristi-
sche Einschränkung der Freiheitsgrade z. B. über die Forderung einer identischen Ver-
formung aller Sektionen möglich. Je nach technischem Einsatzgebiet ist diese Variante
jedoch zu einschränkend. Stattdessen kann global über die gesamte Trajektorie hinsicht-
lich definierter Gütekriterien optimiert werden. Dieser Ansatz resultiert bei komplexen
Kinematiken in einem aufwendigen, nichtlinearen Optimalsteuerungsproblem und ist
daher selten onlinefähig. Für onlinefähige Lösungen werden daher als dritte Kategorie
meist lokale Optimierungen verwendet.
Während bei der Bahnplanung nur die Kinematik an sich betrachtet wird, kann für zeit-
indizierte Trajektorien zusätzlich auch die Aktordynamik berücksichtigt werden. Insbe-
sondere bei der Verwendung pneumatischer Antriebe, die aufgrund der vergleichsweise
langsamen Druckaufbaudynamik variablen Eingangsbeschränkungen unterliegen, kor-
reliert der kürzeste nicht zwangsweise mit dem schnellsten Weg.
Im Folgenden sollen die speziellen Herausforderungen an die Trajektoriengenerierung
für Kontinuum-Manipulatoren beispielhaft an den Entwicklungen von zwei unterschied-
lichen Anwendungen gezeigt werden, um damit die Varianten der komplexen Offline-
Trajektoriengenerierung unter Berücksichtigung dynamischer Beschränkungen und der
schnellen Online-Trajektoriengenerierung zu diskutieren (Abb. 4.1): Zunächst soll ei-
ne methodische Herangehensweise für zeitoptimale Punkt-zu-Punkt-Trajektorien von
pneumatisch aktuierten Kontinuum-Manipulatoren aufgezeigt werden (Abb. 4.1a). Die-
ser Offline-Ansatz der Optimierung über der gesamten Trajektorie berücksichtigt dabei
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Abbildung 4.1: Beispielhafte Trajektoriengenerierungsaufgaben im beschränkten Arbeitsraum.
die variablen Eingangsbeschränkungen im Optimalsteuerungsentwurf und erweitert be-
reits veröffentlichte Methoden zur Trajektoriengenerierung [FHS14a; FHS14b]. In einem
zweiten Ansatz soll ein onlinefähiger Bahnplaner für die TCP-Geschwindigkeitsvorgabe
durch z. B. einen Handhebel vorgestellt werden (Abb. 4.1b), in dem die differentielle
Rückwärtskinematik als lokale Optimierung gelöst wird. Dieser Ansatz basiert auf einer
kinematischen Regelung des BHA [Mah15], und wurde ebenfalls am BHA getestet und
veröffentlicht [Fal+16].
4.1 zeitoptimale punkt-zu-punkt-planung
Als übergeordnetes Ziel sollen bei dieser Aufgabenstellung geeignete Aktorsolltrajek-
torien qd(t) für alle Aktoren gefunden werden, sodass die Punkt-zu-Punkt-Bewegung
für nT Transitionen zeitoptimal über eine Optimalsteuerung in Aktorkoordinaten ge-
löst werden kann (Abb. 4.1a). Da die nichtlineare Dynamik des Systems zur Erhaltung
einer zeitoptimalen Lösung betrachtet werden muss und auch die Kinematik des Sys-
tems nichtlinear ist, ist die Lösung dieses Problems sehr rechenintensiv und kann nur
offline erfolgen. Im Hinblick auf die pneumatische Aktuierung sind außerdem die dy-
namischen Beschränkungen der unterlagerten Druckdynamik von Interesse, da diese
maßgeblich mögliche Beschleunigungen und Rücke beeinflusst.
In der Pneumatik wird für schnelle Transitionen ein hoher Massenstrom benötigt. Da
die Dichte ρ von Luft im Arbeitspunkt konstant ist, liegen die Parameter zur Erhöhung
des Massenstroms (2.7, 2.9)
m˙V = ρpprim Ψ
(
psek
pprim
,bV
)
CV,max C˜V(v) . (4.1)
∈ [0, 1] ∈ [0, 1]
neben einer Veränderung der Baugröße des Ventils CV,max und der verwendeten Schläu-
che hauptsächlich in einer Erhöhung des Versorgungsdrucks, da dieser beim Belüften
als Primärdruck pprim wirkt. Dadurch können theoretisch beliebig schnelle Transitionen
im Belüftungsfall erzeugt werden (Abb. 4.2), da der Primärdruck direkt als Produkt in
die Bestimmungsgleichung (4.1) mit eingeht. Während der Belüftungsvorgang so be-
schleunigt werden kann, kann diese Methode zum schnellen Entlüften nicht verwen-
det werden, da das Druckniveau oft systembedingt gegeben ist und der Kammerdruck
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Abbildung 4.2: Problematik der Transitionszeit pneumatischer Aktoren, da zwar die Belüftungs-
zeit für unterschiedliche Primärdrücke reduziert werden kann, dies durch Absen-
kung der Sekundärdrücke beim Entlüften jedoch nur begrenzt hilft.
als Primärdruck im Entlüftungsvorgang abgesenkt werden soll. Für den Entlüftungs-
vorgang kann der als Sekundärdruck psek wirkende Entlüftungsdruck pEntl abgesenkt
werden, sodass sich die Form der Durchflussfunktion Ψ zu Gunsten eines höheren Mas-
sendurchflusses ändert (Abb. 2.5b). Allerdings ist die Erzeugung von Unterdruck sehr
energieaufwendig, obwohl die Entlüftungszeit dadurch nur geringfügig reduziert wer-
den kann (Abb. 4.2). Stattdessen kann eine Zeitoptimalität bei einer Mehrachskinematik
auch durch eine günstige Verteilung der Strecke zwischen den Aktoren erreicht werden
– insbesondere, wenn der Manipulator redundant ist.
Aus diesen Überlegungen entspringt die generelle Idee des Optimalsteuerungsansatzes:
Eine zeitoptimale Transition eines entkoppelten Balgs zwischen zwei festen Randwerten
wird durch einen maximalen Massenstrom als Eingang erreicht, dessen Steilheit für eine
gewünschte Ruckbeschränkung zusätzlich begrenzbar ist. Daher soll die Redundanz des
Manipulators unter Beachtung der kinematischen Zusammenhänge zur Erreichung der
Aufgaben-Sollwerte an den Stützstellen ausgenutzt werden, um die Balglängen an den
gewünschten Stützstellen so zu verändern, dass möglichst viele Bälge während den
Transitionen in ihrer Stellgrößenbeschränkung betrieben werden [FHS14a; FHS14b]. Für
diese Idee soll im Folgenden der Optimalsteuerungsansatz hergeleitet werden.
4.1.1 Optimalsteuerungsansatz
Für eine Punkt-zu-Punkt-Bewegung (Abb. 4.1a) mit nT Transitionen bestimmt sich die
Transitionszeit tT
tTi = tfin,i − t0,i → min (4.2)
jeder einzelnen Transition i ∈ {1,nT } als Differenz zwischen der jeweiligen Ankunfts-
zeit tfin,i und der Startzeit t0,i. Unter Berücksichtigung einer zusätzlichen Regularisie-
rung der Massenströme aller Bälge über den Regularisierungsfaktor σ wird das Güte-
funktional J jeder Teiltransition i
Ji = tTi + σ
3n=9∑
j=1
∫
m˙2d,ij dt
t0,i
t0,i+ tTi
(4.3)
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in Abhängigkeit der Transitionszeit gewählt. Für eine zeitoptimale Gesamtbewegung
soll daher das Minimum der summierten Gütefunktionale
min
m˙d,i∈R3n
i=1···nT
{
nT∑
i=1
Ji
∣∣∣ D, C } (4.4)
über den Massenstromtrajektorien m˙d,ij aller Bälge und aller Teiltransitionen als Sys-
temeingang hinsichtlich der Gleichheits- und Ungleichheitsbeschränkungen C und der
Differentialgleichungen zur Berücksichtigung der Dynamik D bestimmt werden. Die
Differentialgleichungen ergeben sich dabei aus der Druckdynamik (2.3) und der Ma-
nipulatordynamik, wobei letztere entweder entkoppelt (2.1) für eine schnellere, grö-
bere Berechnung oder verkoppelt in reduzierter Form (2.119) berücksichtigt werden
kann, sodass sich ein geschlossener Zusammenhang zwischen dem Massenstrom als
Eingang m˙d,ij und den Zuständen bestehend aus den Kammerdrücken pd,ij, Aktorge-
schwindigkeiten q˙d,ij und Aktorlängen qd,ij ergibt. Verglichen mit den Vereinfachungen
durch Verwendung der entkoppelten Aktordynamik wird für eine Beschränkung der
Problemkomplexität auch die weniger gewichtige Schlauchdynamik vernachlässigt und
nur der Druckabfall berücksichtigt. Somit ergeben sich nT × 3n× 3 Zustände für die nT
Transitionen der 3n Aktoren, die jeweils über Balglänge, Geschwindigkeit und Druck
beschrieben werden.
Nach Herleitung des Optimalsteuerungsansatzes werden im Folgenden die Beschrän-
kungen und Randbedingungen vorgestellt.
4.1.2 Formulierung der Randbedingungen
Für dieses Optimalsteuerungsproblem, bei dem für gegebene TCP-Aufgabenkoordi-
naten xd,i der nT + 1 Stützstellen entsprechende zeitoptimale Aktorsolltrajektorien
qd(t) , q˙d(t) , q¨d(t) gefunden werden sollen, müssen mehrere Gleichheits- und Un-
gleichheitsbedingungen aufgestellt und berücksichtigt werden.
Die erste Gruppe an Gleichheitsbedingungen Cgl ergibt sich aus der Stetigkeitsbedin-
gung, sodass die Zustände und Eingänge
qd,i(t0,i) = qd,{i−1}
(
tfin,i
)
(4.5a)
q˙d,i(t0,i) = q˙d,{i−1}
(
tfin,i
)
(4.5b)
pd,i(t0,i) = pd,{i−1}
(
tfin,i
)
(4.5c)
m˙d,i(t0,i) = m˙d,{i−1}
(
tfin,i
)
(4.5d)
vor und nach den Stützstellen einer Transition i identisch sein müssen (Abb. 4.3).
Des weiteren muss im Rahmen der Optimierung bei der Variation der redundanten
Balglängen an den Transitionsrandwerten garantiert werden, dass die gewünschten Auf-
gabenkoordinaten
x
(
qd,i(t0,i)
)
= xd,i (4.6a)
mit dim(x) < dim(q) über den kinematischen Zusammenhang (2.45) an den vorgegebe-
nen Stützstellen xd,i eingehalten werden, wobei die Vorgabe von Aufgabenkoordinaten
(2.44) auch über eine andere, spezifische Definition möglich ist. Anstatt der direkten
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Abbildung 4.3: Minimierung der Transitionszeit zeitoptimaler Längenänderungen über Variation
der Start- und Endwerte einzelner Aktoren unter Berücksichtigung der Kinema-
tik zur gleichmäßigeren Verteilung der Lasten.
Festlegung der Aufgabenkoordinaten (4.6a) werden diese über einen Zielkorridor an
den Stützstellen
xuntend,i 6 x
(
qd,i(t0,i)
)
6 xobend,i (4.6b)
durch zwei Ungleichheitsnebenbedingungen vorgegeben, sodass je nach Korridorgröße
z. B. durch eine größere Varianz in den Orientierungen ein zusätzliches Optimierungs-
potential nutzbar ist.
Über optionale Beschränkungen für die Geschwindigkeiten und Eingangsmassenströme
q˙d,i(t0,i) = m˙d,i(t0,i) = 0 (4.7)
kann an allen oder ausgewählten Stützstellen zusätzlich eine Ruhelage erzwungen wer-
den. Bei zyklischen Abläufen muss der Konsistenz wegen analog zu (4.5) die letzte
Stützstelle
qd,nT
(
tfin,nT
)
= qd,1(t0,1) (4.8a)
q˙d,nT
(
tfin,nT
)
= q˙d,1(t0,1) (4.8b)
pd,nT
(
tfin,nT
)
= pd,1(t0,1) (4.8c)
m˙d,nT
(
tfin,nT
)
= m˙d,1(t0,1) (4.8d)
wieder der ersten entsprechen, sodass ein glatter Übergang in den nächsten Zyklus ga-
rantiert ist. Bei nicht-zyklischen Aufgaben muss hingegen durch Wegfall der Wiederho-
lungsbedingung (4.8) die Kinematikbedingung (4.6) und ggf. die Ruhelagenbedingung
(4.7) auch für die finale Stützstelle qd,nT
(
tfin,nT
)
angegeben werden.
Die bisherigen Beschränkungen sind entweder durch die Zielvorgaben xd,i in Aufgaben-
koordinaten oder durch konsistenzbedingte, interne Übergangsbedingungen gegeben,
die jeweils nur an den Stützstellen aktiv sind. Die folgenden Beschränkungen gelten für
die Zustände entlang aller Transitionen. Als Ungleichheitsbeschränkungen Cugl werden
zunächst die Boxbeschränkungen für Balglängen und Balgdrücke
qmin 6 qd,ij(t) 6 qmax, (4.9a)
pmin 6 pd,ij(t) 6 pmax (4.9b)
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definiert, da diese aufgrund mechanischer Beschränkungen oder durch den erlaubten
Druck nur auf einem bestimmten Wertebereich zugelassen sind. Eine mögliche Ruckbe-
schränkung ist durch Begrenzung der Massenstromänderung
m¨min 6 m¨d,ij(t) 6 m¨max (4.9c)
nach Erweiterung des Optimierungssystems um den künstlichen Eingang
u = m¨d,ij(t) (4.10)
als Ableitung des Massenstroms gegeben, sodass (4.9c) als Steilheitsbegrenzung für den
realen Eingang wirkt.
Eine weitere, wichtige Einschränkung wird über die Eingangsbeschränkungen vorgege-
ben, die sich für das pneumatische System über die Beschränkung des Massenstroms
ausdrücken lässt. Da der Massenstrom (2.7) nicht nur von der Ventilstellung, sondern
auch von dem aktuellen Kammerdruck abhängig ist, kann mit Abschätzung des nor-
mierten Leitwerts C˜V(v) ∈ [−1, 1] die druckabhängige Eingangsbeschränkung des Mas-
senstroms über die Schranken
m˙max(pB) = ρpVers Ψ(pB/pVers,bres) Cmax (4.11a)
m˙min(pB) = −ρ pB Ψ(pEntl/pB ,bres) Cmax (4.11b)
mit den entsprechenden Primär- und Sekundärdrücken ausgedrückt werden. Statt die
Schlauchdynamik mitzuberücksichtigen, wird vereinfachend angenommen, dass der
Balgdruck pB dem Ventildruck pV entspricht und der Druckabfall des Schlauchs zu-
sammen mit in den Ventilparametern durch den maximalen Leitwert Cmax und das
resultierende kritische Druckverhältnis bres berücksichtigt wird. Diese ergeben sich aus
einer Reihenschaltung der Drosseln von Ventil und Schlauch und lassen sich mit der
sogenannten Additivitäts-Methode [Bal85]
Cmax =
1
3
√
1
C
3
S
+ 1
C
3
V,max
(4.12a)
bres = 1−C2max
(
1− bS
C2S
+
1− bV
C2V,max
)
(4.12b)
aus den Ventileigenschaften CV,max und bV und den empirisch bestimmbaren Schlauch-
parametern CS und bS (2.21) bestimmen. Somit kann durch weitere Ungleichheitsbe-
schränkungen die Abhängigkeit des als Eingang wirkenden Massenstroms
η m˙min
(
pd,ij(t)
)
6 m˙d,ij(t) 6 η m˙max
(
pd,ij(t)
)
(4.13)
von den Kammerdruck-Zuständen mitberücksichtigt werden, um im Zuge der Optimie-
rung die redundanten Balglängen an den Stützstellen so zu verändern, dass möglichst
viele Massenstromverläufe während den Transitionen in ihrer Stellgrößenbeschränkung
liegen. Über den Faktor η∈(0, 1) wird der maximal verwendbare Massenstromanteil für
die Vorsteuerung vorgegeben, damit nicht der gesamte verfügbare Stelleingang verplant
wird und noch ein Puffer für einen zusätzlichen Regelaufwand verfügbar ist.
Für das resultierende Optimalsteuerungsproblem (4.4) zur Minimierung einer Sum-
me von Kostenfunktionalen (4.3) bezüglich Differentialgleichungen und Gleichheitsbe-
schränkungen Cgl (4.5–4.8) sowie Ungleichheitsbeschränkungen Cugl (4.9,4.13) soll im
nächsten Schritt ein Lösungsansatz präsentiert werden (Abb. 4.4).
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Abbildung 4.4: Optimalsteuerungsansatz für nT Transitionen mit dynamischen Beschränkungen
& einer Systemerweiterung zur Steilheitsbegrenzung des Massenstromeingangs.
4.1.3 Lösungsverfahren für das Optimalsteuerungsproblem
Die allgemeinen numerischen Methoden der Lösungsverfahren für Optimalsteuerungs-
probleme lassen sich in direkte und indirekte Verfahren unterteilen, wobei bei den
• indirekten Verfahren ein expliziter Zugriff auf die Bedingungen der Optimalsteue-
rungstheorie nötig ist und die adjungierten Variablen, die Hamiltonfunktion oder
das Maximumprinzip explizit ausgewertet werden müssen [Str94]. Bei den
• direkten Verfahren wird das unendlich-dimensionale Optimalsteuerungsproblem
durch Diskretisieren der Steuervariablen bzw. Steuer- und Zustandsvariablen auf
ein endlich-dimensionales Optimierungsproblem reduziert, welches dann mit Me-
thoden der nichtlinearen Optimierung gelöst werden kann [Str94].
Letztere erfordern außerdem keine Informationen über adjungierte Variablen oder das
Maximumprinzip. Die gebräuchlichsten der direkten Verfahren sind das direkte Schieß-
verfahren mit einer Diskretisierung der Steuerungen [Str98] oder das direkte Kolloka-
tionsverfahren mit einer Diskretisierung der Steuerungen und Zustände [Str98], wobei
auch eine Kombination des direkten Kollokationsverfahren und des direkten mehrfa-
chen Schießverfahrens entwickelt wurde [Str98]. Die resultierenden nichtlinearen Opti-
mierungen sind im Allgemeinen groß, aber dünn besetzt.
Für das vorliegende Problem mit stetigem Eingangsmassenstrom eignet sich das Ver-
fahren der direkten Kollokation mit stückweise definierten Polynomen erster Ordnung
als Basisfunktionen, wobei die Differentialgleichungen und Zustands- sowie Eingangs-
beschränkungen jeder Transition (Abb. 4.3) nur an N Diskretisierungspunkten, den so-
genannten Kollokationspunkten, ausgewertet werden. Die Diskretisierung muss hinrei-
chend fein erfolgen, damit die Approximation nahe an dem kontinuierlichen Problem
liegt. Die diskrete Implementierung der Differentialgleichungen erfolgt mittels der im-
pliziten Mittelpunktregel
x{i+1} − xi =
tfin
N
f
(
x{i+1} + xi
2
)
, (4.14)
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für die jeweiligen rechten Seiten der Differentialgleichungen f(x).
Das resultierende Optimierungsproblem wird als beschränktes, nichtlineares Optimie-
rungsproblem mit Gleichheits- und Ungleichheitsbeschränkungen klassifiziert [Bet01]
und in AMPL [FGK02] als Kosimulation zu Matlab formuliert. Eine Auswahl numeri-
scher Lösungsverfahrens wird in [NW00] vorgestellt, wobei auf den nichtlinearen Solver
IPopt [Wäc02; WB06] basierend auf dem innere-Punkte-Verfahren zurückgegriffen wur-
de.
Eine Validierung des Optimierungsergebnisses des Kollokationsansatzes erfolgt mit-
tels einer dynamischen Vorwärtssimulation der berechneten Eingangssignale. Darauf-
hin können die berechneten Trajektorien der Aktorkoordinaten qd(t) zusammen mit
den Sollgeschwindigkeiten q˙d(t) und -beschleunigungen q¨d(t) auf das aktorgeregelte
System gegeben werden.initialisierung mittels geeigneter startlösung
Aufgrund zahlreicher Beschränkungen ist eine geeignete, konsistente Initialisierung des
Optimalsteuerungsproblems wichtig – insbesondere bei der Wahl der Aktorlängen an
den Randwerten der Transitionen zur Erfüllung der kinematischen Randbedingungen
(4.6). Daher erfolgt eine kinematische Voroptimierung der Randwerte qd,i
min
qd,i∈R3n
i=1···nT
{
Jinit
∣∣∣ C } (4.15)
zur Generierung einer geeigneten Startlösung des Optimalsteuerungsproblems, indem
die gesamte Längendifferenz der bewegten Aktoren
Jinit = 1
nT
nT∑
i=1
∥∥∥qd,i(tfin,i)−qd,i(t0,i)∥∥∥
2
+
σ0
nT + 1
nT+1∑
i=1
∥∥∥qmax+qmin2 −qd,i(t0,i)∥∥∥2 (4.16)
unter Variation der Aktorrandwerte minimiert wird. Dabei bestraft der Regularisie-
rungsterm zur Vermeidung extremer Formen auch den Abstand der Randwerte vom
Mittelwert über die Vorgabe eines kleinem Faktors σ0  1. Als Nebenbedingung C
wirken zunächst die kinematischen Vorgaben (4.6). Außerdem sind für die Aktorrand-
werte auch die Boxbeschränkungen (4.9a), die Kontinuitätsgleichungen an Übergängen
zwischen den Trajektorien (4.5a) und ggf. die zyklische Wiederholbarkeit (4.8a) aktiv.
Das Ergebnis dieser Optimierung zur Bestimmung der initialen Randwerte über eine
Minimierung der Gesamttransitionslänge liefert bereits sehr gute Ergebnisse für das
Problem der Zeitoptimierung, allerdings werden weder die Hebelwirkung von niedri-
geren Sektionen noch andere dynamische Beschränkungen wie z. B. die zustandsabhän-
gige Eingangsbeschränkung der pneumatischen Antriebe berücksichtigt. Daher ergibt
sich unter Ausnutzung der kinematischen Redundanz ein weiteres Optimierungspoten-
tial, das über den komplexeren Optimalsteuerungsentwurf ausgenutzt werden soll. Die
Ergebnisse des Optimalsteuerungsentwurfs werden im Folgenden mit den optimierten
Initiallösungen verglichen.
4.1.4 Optimierte Trajektorien
Zur Evaluierung der Methode werden Beispieltransitionen am BHA getestet, die das Po-
tential der Randwertveränderungen im Rahmen der Optimalsteuerung bei gegebenen
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TCP-Koordinaten für zeitoptimale Trajektorien zeigen. Dabei werden die Ergebnisse der
Optimalsteuerung stets mit der Startlösung durch Minimierung der gesamten Aktor-
transitionsstrecke verglichen.
Für die folgenden Beispieltransitionen werden zyklische Aufgaben gewählt, da diese
realistischere Szenarien abbilden. Nicht-zyklische Aufgaben haben ein noch höheres Op-
timierungspotential, da in diesen Fällen die Endkonfiguration so gewählt werden kann,
dass sie für eine Rückfahrt aufgrund unsymmetrischer Be- und Entlüftungsdynamik
ungeeigneter ist. Zur besseren Darstellung werden außerdem meist zweidimensionale
Beispiele präsentiert, bei denen die Zustände der zweiten und dritten Bälge jeder Sek-
tion identisch sind. Pro Transition wird ein Gitter aus N = 91 Kollokationspunkten
angesetzt. Die Werte des maximalen Steueranteils des verfügbaren Eingangs-Massen-
stroms werden zu η = 0.7 (4.13) und der Steilheitsbegrenzung des Massenstroms zu
1.5 g/s2 gewählt.
Zunächst werden die charakteristischen Merkmale anhand eines einfachen, zweidimen-
sionalen Beispiels gezeigt, bei dem eine zeitoptimale Trajektorie zur zyklischen Ver-
bindung zweier Punkte A und B innerhalb des Arbeitsraums berechnet werden soll
(Abb. 4.5). Dabei werden die Koordinaten und Orientierungen des TCP vorgegeben, wo-
bei die Orientierungen um ±15 ◦ von der Vorgaben abweichen dürfen. Bei dem Vergleich
der vorab berechneten, distanzoptimierten Startlösung und der numerischen Lösung
des Optimalsteuerungsproblems sind die veränderten Manipulatorformen und Längen-
verteilungen der Sektionen durch Optimierung der Aktorlängen an den Stützstellen
erkennbar. Dies bestätigt, dass für Manipulatoren dieser Art der kürzeste Pfad nicht
automatisch auch der schnellste Pfad ist. Stattdessen sind die optimierten Aktorkoordi-
naten an den Stützstellen so verteilt, dass die Bewegung zum einen die Hebelwirkung
der näher an der Basis liegenden Sektionen berücksichtigt, und zum anderen auch eine
gleichmäßigere Lastenverteilung der Aktoren ermöglicht.
Weitere Erkenntnisse über die Optimierung ergeben sich durch Betrachtung des zeitli-
chen Verlaufs der Steuereingänge und deren dynamischen Beschränkungen (Abb. 4.6).
?A
?B
x
z
mit Unterdruck
ohne Unterdruck
Abbildung 4.5: Initiale und optimierte Posen an den Stützstellen A und B zwischen den
Transitionen eines einfachen, zweidimensionalen Beispielproblems in Arbeits-
räumen mit und ohne Unterdruckunterstützung für extreme Krümmungen.
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Abbildung 4.6: Initiale und optimierte Sollmassenströme m˙d mit dynamischen oberen und
unteren Schranken eines einfachen Beispielproblems (Abb. 4.5).
Die optimierte Transition ist 0.6 s schneller, was einer Zeitreduktion um 23.8%13 ent-
spricht. Außerdem ist die optimierte Verteilung der Steuersignale erkennbar, in der mög-
lichst viele Aktoren in ihrer Stellgrößenbeschränkung betrieben werden: Während in der
Initiallösung lediglich Balg 1 der ersten Sektion die Stellgrößenbeschränkung erreichte,
sind zur optimalen Nutzung aller Stellsignale in der Lösung der Optimalsteuerung bei
der Hinfahrt die Bälge 2 und 3 der ersten Sektion und bei der Rückfahrt die ersten Bälge
aller drei Sektionen stellgrößenbeschränkt. Generell ist zu beobachten, dass insbesonde-
re die Entlüftungsvorgänge stellgrößenbeschränkt betrieben werden, da diese langsamer
als die Belüftungsvorgänge sind (Abb. 4.2). Weiterhin sind die dynamischen Anpassun-
gen der Stellgrößenbeschränkungen sichtbar; insbesondere beim Entlüften reduziert sich
der Betrag der unteren Schranke durch Verringerung des treibenden Kammerdrucks.
Weitere zweidimensionale Beispiele zeigen ähnliche Ergebnisse: Durch Änderung der
vorgegebenen Orientierungen an den Stützstellen bei Beibehaltung der Koordinaten des
vorherigen Beispiels (Abb. 4.5) wird eine Zeitersparnis von 17.9% bei absoluter Reduk-
tion der Zykluszeit von 0.9 s erhalten (Abb. 4.7a). Bei Transitionen mit Posen näher
am Randbereich des Arbeitsraums, die ein deutlich geringeres Optimierungspotential
aufgrund geringerer Redundanz bieten, kann die Transitionszeit immer noch um 9.5%
reduziert werden (Abb. 4.7b). Dabei ist die absolute Transitionszeit dieser Bewegung
aufgrund geeigneter Orientierungen kürzer als die anderer Bewegungen mit geringe-
rer Entfernung (Abb. 4.7a). Auch bei Aufgaben mit mehreren Stützwerten können Er-
gebnisse im ähnlichen Bereich erzielt werden – wie z. B. bei einer Transition mit vier
Stützwerten, bei der eine Zeitersparnis von 15.2% bzw. 1.0 s erreicht wird (Abb. 4.7c).
Bei Aufgaben im dreidimensionalen Aufgabenraum ist das Optimierungspotential noch
größer, da mehr Freiheitsgrade für die optimale Ausrichtung der Stützstelle zur Verfü-
13 Die Reduktionen der Verfahrzeit werden abzüglich der festen Pausenzeiten angegeben, da diese nur zur
besseren Visualisierung hinzugefügt wurden und nicht Teil des Optimalsteuerungsproblems sind.
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Abbildung 4.7: Initiale und optimierte Posen an den Stützstellen zwischen den Transitionen
weiterer zweidimensionaler Beispieltransitionen.
gung stehen. Für eine Beispielaufgabe ähnlich des vorherigen Beispiels mit vier Stütz-
werten (Abb. 4.7c) aber abgeänderten y-Koordinaten erhöht sich das Optimierungspo-
tential von 15.2% auf 18.0%. Die Auswirkung sind v. a. im Massenstromverlauf sichtbar,
da nun auch die Massenstromverläufe der zweiten und dritten Bälge der jeweiligen
Sektionen unterschiedlich sind (Abb. 4.8).
Für obige Beispiele soll nach der Analyse der Ergebnisse auch die numerische Optimie-
rung selbst betrachtet werden (Tab. 4.1). Schon zweidimensionale Probleme mit zwei
Transitionen besitzen eine hohe Anzahl an Variablen und Beschränkungen, dessen Ma-
trizen aufgrund der Kollokationsstruktur allerdings sehr dünn besetzt sind. Daher liegt
für die Probleme bei guter Initialisierung bereits nach einer mittleren zweistelligen An-
zahl an Iterationen ein Ergebnis vor. Der größte Zeitaufwand wird für die nichtlinearen
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Abbildung 4.8: Initiale und optimierte Sollmassenströme m˙d mit dynamischen oberen und
unteren Schranken einer dreidimensionalen Transition.
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Tabelle 4.1: Optimierungs-Kennzahlen zur Lösung beispielhafter Optimalsteuerungsprobleme
für 91 Kollokationspunkte pro Transition auf einem 2.8GHz Einzelprozessor.
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Abb. 4.5 2 2 5492 4404 2238 45 0.75 2.68 75 3.1 2.5 0.6 23.8%
Abb. 4.7a 45 0.74 2.70 67 5.3 4.4 0.9 17.9%
Abb. 4.7b 37 0.54 2.18 133 3.7 3.4 0.3 9.5%
Abb. 4.7c 2 4 10978 8808 4466 44 1.51 5.76 166 7.2 6.2 1.0 15.2%
Abb. 4.7c 3 4 16465 13212 6674 50 2.47 10.36 255 7.7 6.4 1.3 18.0%
Funktionsauswertungen benötigt, während die Berechnung der streckenoptimalen Start-
lösung kaum ins Gewicht fällt. Der Optimierungsfaktor liegt bei diesen Beispielen im
Größenbereich von 10 bis 25%.
Die Optimierung schlägt fehl, wenn die Sollwerte außerhalb oder sehr nahe an der Gren-
ze des Arbeitsraums liegen oder wenn die Vorgaben durch die Zustandsbeschränkun-
gen der Balgdrücke nicht erreicht werden können. Liegen die Sollwerte nahe am Rand
des Arbeitsraumes, sodass das Potential zur Ausnutzung der Redundanz sehr gering
ist, kann auch die Transitionszeit nicht optimiert werden. Außerdem bieten dreidimen-
sionale Aufgaben mehr Freiheitsgrade als zweidimensionale14, und die Verwendung
zusätzlicher starrer Greifer mit Verschiebung des TCP schafft bei Vorgabe reiner Positi-
onskoordinaten ebenfalls zusätzliche Freiheitsgrade, da die Nullraumbewegung durch
weitere Positions- und Orientierungskombinationen vergrößert wird [FHS14b].
Nachdem eine beispielhafte Methode zur Generierung zeitoptimaler Trajektorien über
eine Offline-Optimierung vorgestellt wurde, wird im Folgenden eine onlinefähige Me-
thode einer lokalen Optimierung zur Vorgabe von Aufgabengeschwindigkeiten vorge-
stellt.
4.2 geschwindigkeitsbasierte aufgabenplanung
Eine onlinefähige Trajektoriengenerierung kann im Allgemeinen nicht die inverse Kine-
matik entlang der gesamten Trajektorie berücksichtigen, da der Berechnungsaufwand
durch die Komplexität des Problems zu hoch ist. Im Gegensatz zur vorherigen Methode
soll nun eine onlinefähige, lokale Optimierung zur Bestimmung der Rückwärtskinema-
tik verwendet werden.
Generell wird die inverse Kinematik eines Manipulators zur Berechnung der Aktor-
zustände q(x) in Abhängigkeit der gewünschten Aufgabenvariablen (Abb. 4.9a) über
14 Ohne Berücksichtigung der Orientierungen erhält man im dreidimensionalen Fall sechs statt vier Freiheits-
grade, mit Berücksichtigung der Orientierungen vier statt drei.
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Abbildung 4.9: Invertierung der direkten und direkten differentiellen Kinematik.
die Invertierung der direkten Kinematik x(q) (2.45) bestimmt. Da die Rückwärtskine-
matik für redundante Manipulatoren allerdings nicht eindeutig ist und eine Online-
Optimierung über die gesamte Trajektorie der komplexen nichtlinearen Kinematik pro-
blematisch ist, bietet sich als mögliche Alternative eine lokale Optimierung über eine
Invertierung der differentiellen Kinematik an (Abb. 4.9b). Dabei werden die Aktorge-
schwindigkeiten
q˙ = q˙(x˙,q) (4.17)
aus gegebenen Aufgabengeschwindigkeiten x˙ berechnet. Dies leitet sich aus der Inver-
tierung des linearen Gleichungssystems zur Bestimmung der Aktorgeschwindigkeiten
(2.46) in Abhängigkeit der lokal gültigen Jacobimatrix J(q) ab, wobei die Invertierung
der Jacobimatrix bei redundanten Manipulatoren ebenfalls ein unterbestimmtes Pro-
blem darstellt. Diese Invertierung zur Berechnung der inversen differentiellen Kinematik
redundanter Manipulatoren kann online über eine lokale Optimierung berechnet wer-
den [Fal+16].
Anstatt der lokalen Optimierung zur Bestimmung der inversen differentiellen Kinema-
tik können auch analytische Verfahren wie die Gradient Projection Method [Sic90] oder
Weighted Least Norm Solution [CD95] verwendet werden. Da diese Verfahren auf einer
Inversen der Jacobimatrix beruhen, diese jedoch aufgrund der Redundanz nicht direkt
invertiert werden kann, wird in diesen Fällen auf die Pseudo-Inverse der Jacobimatrix
zurückgegriffen. Dieses Verfahren nach Moore und Penrose zur Invertierung nichtqua-
dratischer Matrizen mittels Singulärwertzerlegung [Pen55] kombiniert die allgemeine
analytische Lösung mit einer optimierungsbasierten Ausnutzung der Nullraumbewe-
gung des Manipulators. Analytische Verfahren zur Bestimmung der inversen differen-
tiellen Kinematik wurden sowohl für Kontinuum-Manipulatoren allgemein [Wal13], als
auch am BHA getestet [MHS14] – allerdings ist bei diesen Verfahren die Implementie-
rung von Beschränkungen – insbesondere der Aktorkoordinaten und Aktorgeschwin-
digkeiten – nur schwer realisierbar und Arbeitsraumverletzungen sind nicht vermeid-
bar [Mit15]. Für eine gute Trajektoriengenerierung insbesondere von Kontinuum-Mani-
pulatoren ist eine Berücksichtigung von Aktorbeschränkungen jedoch wichtig. Daher
werden die analytischen Verfahren hier nicht weiter verfolgt, sondern stattdessen die
Aktorgeschwindigkeiten optimierungsbasiert bestimmt.
Da aus der Berechnung der inversen differentiellen Kinematik Aktorgeschwindigkei-
ten q˙ resultieren, müssen diese für den aktorgeregelten Manipulator zu Aktorkoordina-
ten q integriert werden. Dabei kann im Zuge der Trajektoriengenerierung die inverse
differentielle Kinematik für zwei Anwendungsfälle genutzt werden: Zunächst können
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Abbildung 4.10: Trajektoriengenerierung in Aktorkoordinaten mittels inverser differentieller Ki-
nematik für TCP-Geschwindigkeitstrajektorien (a) und TCP-Trajektorien (b).
• gewünschte TCP-Geschwindigkeiten z. B. eines totband-gefilterten Handhebelsig-
nals in Aktorkoordinaten konvertiert werden (Abb. 4.10a), um somit eine direkte
Geschwindigkeitsvorgabe eines Bedieners zu ermöglichen. Des weiteren können
• realisierbare TCP-Trajektorien mittels eines Modellregelkreises [WK09] als virtu-
elle Rückführung der generierten Aktorkoordinaten innerhalb der Trajektorien-
generierung mit der Verstärkung K in Aktorkoordinaten transformiert werden
(Abb. 4.10b), wobei dafür die gewünschte Eckfrequenz des Modellregelkreises
deutlich langsamer als die der Aktorregelung gewählt werden muss.
Dabei ist eine Rückführung des kinematischen Fehlers mit dem Verstärkungsfaktor K
nötig, um ein Divergieren des Integrators und Fehler in der Trajektorienfolge aufgrund
von Aktorbeschränkungen in der inversen differentiellen Kinematik zu korrigieren. Da
die Rückführung im Modellregelkreis innerhalb der Trajektoriengenerierung implemen-
tiert wird, sind Stabilitätsbetrachtungen nicht von den verwendeten Aktorregelungen
abhängig – allerdings wird auch nicht überprüft, ob die vorgegebenen Aufgabentrajek-
torien von dem Manipulator eingehalten werden. Die mögliche Erweiterung hinsichtlich
einer echten TCP-Regelung [MHS14] wird später in Kapitel 5 angesprochen.
Für die vorgestellte Aufgabe wird im Folgenden ein optimierungsbasierter Ansatz vor-
gestellt, der die vorgegebene Geschwindigkeitstrajektorie unter Ausnutzung der kine-
matischen Redundanz und unter Berücksichtigung der Beschränkungen in Aktor- und
Aufgabenkoordinaten bestmöglich zu realisieren versucht. Dieser Ansatz erweitert ein
bereits am BHA implementiertes und getestetes Konzept [Mah15], das hier hinsichtlich
der Beschränkungen und des Lösungsverfahrens erweitert und bereits in [Fal+16] veröf-
fentlicht wurde.
4.2.1 Optimierungsansatz
Um hinsichtlich der redundanten Rückwärtskinematik optimale Aktorsollgeschwindig-
keiten q˙d zu finden, wird eine Gütefunktion J
min
q˙d∈R3n
{
J (q˙d)
∣∣∣ C(q˙d) 6 0 } (4.18)
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hinsichtlich der Aktorgeschwindigkeiten unter Berücksichtigung von Ungleichheitsbe-
schränkungen C(q˙d) minimiert, sodass die aus den Aktorgeschwindigkeiten resultieren-
den Werkzeuggeschwindigkeiten x˙d,opt (2.46) mit den vorgegebenen Wunschgeschwin-
digkeiten x˙d übereinstimmen. Da bei geforderter Einhaltung von Gleichheitsbeschrän-
kungen die Lösbarkeit nicht garantiert werden kann, wird die differentiell-kinematische
Zwangsbedingung über den Geschwindigkeitsfehler
e˙opt = x˙d − x˙d,opt = x˙d − J q˙d (4.19)
zur Minimierung mit in der Gütefunktion
J (q˙d) = (x˙d − J q˙d)ᵀQx (x˙d − J q˙d) + q˙ᵀdQq q˙d (4.20)
integriert, sodass diese aus der gewichteten Summe des quadratischen Fehlers und einer
Eingangsregularisierung besteht und somit eine pareto-optimale Erfüllung bei garan-
tierter Lösbarkeit ermöglicht. Die positiv definiten Gewichtungsmatrizen15 Qx und Qq
parametrieren das Verhältnis zwischen korrekter Sollwertfolge und der Eingangsregula-
risierung und werden meist als Diagonalmatrizen definiert. Durch Umformulierung der
Gütefunktion in quadratische, lineare und konstante Anteile von q˙d
J (q˙d) = 12 q˙
ᵀ
d (2 J
ᵀQx J+ 2Qq) q˙d − 2 x˙
ᵀ
dQx Jq˙d + x˙
ᵀ
dQqx˙d
Hessematrix H linearer Anteil −gᵀ
(4.21)
kann der negative Gradient der Gütefunktion zu
−∇J (q˙d) = −Hq˙d −g = −2 (JᵀQx J+Qq) q˙d + 2 JᵀQx x˙d. (4.22)
bestimmt werden. Die Ungleichheitsbeschränkungen
C(q˙d) =
[
q˙d − q˙max(qd)
q˙min(qd) − q˙d
]
(4.23)
werden als einfache Boxbeschränkungen der Aktorgeschwindigkeiten q˙d gewählt, wo-
bei über den Wert der positiven maximalen und negativen minimalen Geschwindigkeits-
beschränkungen
q˙max(qd) =
⌊
0
min
{
q˙max,pos(qd) , q˙max,fix
}
> 0 (4.24a)
q˙min(qd) =
⌈0
max
{
q˙min,pos(qd) , q˙min,fix
}
6 0 (4.24b)
neben den fest vorgegebenen Geschwindigkeitsbeschränkungen q˙max,fix und q˙min,fix
auch Beschränkungen der Aktorkoordinaten berücksichtigt werden können (Abb. 4.11).
Die Wahl der positionsabhängigen Geschwindigkeitsbeschränkungen hängt dabei stets
von der Differenz der resultierenden Aktorkoordinaten zu den Aktorbeschränkungen
ab und kann in rein kinematischer Betrachtung z. B. über eine Geradengleichung
q˙max,pos(qd) =
1
∆t
max{qmax −qd, 0 } (4.25a)
q˙min,pos(qd) =
1
∆t
min{qmin −qd, 0 } (4.25b)
15 Falls die Bahnfolge oder Regularisierung nicht erwünscht ist, kann eine der beiden Gewichtungsmatrizen
bei regulärer Jacobimatrix auch nur positiv semi-definit 0 sein, solange die resultierende Hessematrix H
(4.21) positiv definit ist.
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Abbildung 4.11: Aktor-Geschwindigkeitsbeschränkungen in Abhängigkeit der Aktorlängen.
mit der Steigung 1/∆t in Abhängigkeit der Aktorbeschränkungen qmin und qmax ausge-
drückt werden. Die Steigung bestimmt dabei, wie abrupt die Geschwindigkeitsbegren-
zung in der Nähe der Positionsbeschränkung auf null gezogen wird – über ∆t→ 0 kann
eine harte Umschaltung erreicht werden. In der Praxis hat sich eine symmetrische Aktor-
Geschwindigkeitsbegrenzung q˙min,fix = −q˙max,fix und eine positionsabhängige Begren-
zung innerhalb von zwei Abtastschritten ∆t = 2 tA bewährt.
Obwohl Beschränkungen in TCP-Koordinaten nicht in der Formulierung des Optimie-
rungsansatzes erscheinen, können diese dennoch berücksichtigt werden: Statt der Ver-
wendung unbeschränkter Aktorsollgeschwindigkeiten x˙d im Gütefunktional J (4.20)
können diese zuvor über eine Vorgabe der Aufgabengeschwindigkeitsschranken x˙min
und x˙max in Abhängigkeit der resultierenden TCP-Geschwindigkeiten x˙d,opt der vorhe-
rigen Optimierung
x˙d,lim = max
{
min
{
x˙d, x˙max
(
x˙d,opt
)}
, x˙min
(
x˙d,opt
) }
(4.26)
begrenzt werden. Analog zu den Aktorgeschwindigkeiten (4.24,4.25) können auch Be-
schränkungen der Aufgabenkoordinaten xmin und xmax sowie x˙min und x˙max durch Ver-
gleich mit der resultierenden direkten Kinematik
xd,opt = xd,opt(qd) (4.27a)
x˙d,opt = x˙d,opt(qd, q˙d) (4.27b)
beachtet werden (Abb. 4.10b). Zur Berücksichtigung von Beschränkungen in Aufgaben-
koordinaten muss die direkte Kinematik x˙d,opt der resultierenden Aktorkoordinaten da-
her auch für die reine Vorgabe von TCP-Geschwindigkeitsvorgaben (Abb. 4.10a) berech-
net werden.
Für diesen Optimierungsansatz soll im Folgenden ein geeignetes onlinefähiges Lösungs-
verfahren vorgestellt werden.
4.2.2 Lösungsverfahren für den Online-Einsatz
Allgemein kann das vorliegende linear-quadratische Optimierungsproblem mittels be-
schränkter quadratischer Programmierung effizient gelöst werden [KS15; Mah15; Kni16],
beispielsweise unter Verwendung des Solvers CVXgen [MB12], der auf einem innere-
Punkte-Verfahren basiert. Viele weitere allgemeine und spezifische Lösungsverfahren
116
4.2 geschwindigkeitsbasierte aufgabenplanung
1
2
1
2
1
0
00
a
aa
q˙opt = q˙p,i q˙p,i-1
q˙p,i-2
q˙i-1 q˙i-2
Startwert q˙i-3
0 Gradientenschritt
1 Aktualisierung mittels Proximaloperation a
2 Extrapolation
gültiger Suchraum
Gütefunktion J (q˙d)
Abbildung 4.12: Schematische Darstellung des schnellen Gradientenverfahrens.
existieren [NW00; FP09], aber die meisten fortgeschrittenen Verfahren wie CVXgen sind
entweder nicht quelloffen, mit restriktiven Lizenzen verknüpft oder verlangen eine spe-
zielle Plattform, während viele Basisverfahren für eine Online-Optimierung zu langsam
sind. Daher soll im Folgenden eine Implementierung eines alternativen Algorithmus
vorgestellt werden, der plattformunabhängig und effektiv zu programmieren, aber den-
noch leistungsstark ist und somit z. B. auch auf Industriesteuerungen eingesetzt werden
kann.
Zur Lösung des beschränkten quadratischen Optimierungsproblems soll das schnelle
Gradientenverfahren verwendet werden, das von Nesterov et al. [Nes04; RJM12] entwi-
ckelt wurde, und insbesondere für primale Probleme geeignet ist. Kern des Verfah-
rens ist eine effektive Verkopplung der Suchrichtungsbestimmung, der Zustandsbe-
grenzung und zusätzlichen Extrapolationsschritten innerhalb der Optimierungsschleife
(Abb. 4.12). Dabei wird jeweils zunächst die Suchrichtung anhand des aktuellen Gra-
dienten der Kostenfunktion ∇J bestimmt (Algorithmus 1, Z. 7). Nach Ausführen des
Gradientenschritts 0 wird über Anwendung des Proximaloperators a
bq˙de = max
{
min{ q˙d, q˙max } , q˙min
}
(4.28)
die Einhaltung einfacher Box-Zustandsbeschränkungen (4.23) sichergestellt 1 Z. 8. Da-
nach erfolgt die Anwendung eines Extrapolationsschritts 2 Z. 10, dessen Zielpunkt als
Startwert für den Gradientenschritt der nächsten Optimierungsschleife dient [Rol15].
Die Schrittweite des Gradientenschritts und der Extrapolation werden in Abhängigkeit
des konstant gewählten Schrittweitenparameters h Z. 1 und des ebenfalls konstant ge-
wählten Schwungparameters β Z. 2
h =
1
λH,max
(4.29a)
β =
√
λH,max −
√
λH,min√
λH,max +
√
λH,min
(4.29b)
initialisiert, wobei diese in Abhängigkeit der minimalen und maximalen Eigenwerte
λH,min und λH,max der Hessematrix H gewählt werden, welche als Maß der Konditio-
nierung des Problems dienen. Zudem muss sichergestellt werden, dass der Startwert
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Algorithmus 1 Schnelles Gradientenverfahren für beschränkte QP1 definiere konstanten Schrittweitenparameter h (4.29a)2 definiere konstanten Schwungparameter β (4.29b)3 berechne initiale Projektion q˙0 = q˙p,0 = b q˙init − h∇J (q˙init,H,g) e4 initialisiere Schrittzähler i = 05 wiederhole6 aktualisiere Schrittzähler i = i+ 17 bestimme Suchrichtung d = −∇J (q˙i−1,H,g)8 aktualisiere Projektion q˙p,i = b q˙i−1 + hd e (4.28)9 berechne Güte ε = 1/2 (1/λH,max − h) ∥∥L (q˙p,i−1 − q˙p,i) ∥∥210 extrapoliere für nächsten Schritt: q˙i = q˙p,i +β (q˙i − q˙p,i−1)11 solange bis i > imax oder ε 6 εd12 optimale Lösung q˙opt = q˙p,i
innerhalb des gültigen Suchraumes liegt Z. 3. Die Schleife der Optimierungsschritte wird
insgesamt so lange ausgeführt, bis die normierte Verbesserung ε Z. 9 zwischen dem vor-
angegangenen Extrapolationsschritt und der aktuellen Projektion eine definierte Schran-
ke εd unterschreitet oder eine vorgegebene, maximal erlaubte Schrittanzahl imax erreicht
ist.
Neben der schnellen Konvergenz dieses Gradientenverfahrens besitzt der Algorithmus
einen weiteren Vorteil gegenüber anderen Lösungsverfahren: Für primale Optimierungs-
probleme mit konstanter Hessematrix H ist die Wahl des konstanten Schwungparame-
ters β (4.29b) in Abhängigkeit der Hessematrix optimal. Für diesen Fall existiert ein
Beweis für garantierte Konvergenz [RJM12] und die maximale Anzahl an Iterationen
imax,ideal =
min
 ln(2 εd) − ln(δ2qd λH,max)
ln
(
1−
√
λH,min
λH,max
) , √2 δqd λH,max√
εd λH,min
− 2
√
λH,max
λH,min

 (4.30)
eines kaltgestarteten Problems für eine gewünschte Güte εd der Optimierung bei An-
gabe des maximalen Suchraum-Durchmessers δqd (4.23) kann vorab berechnet werden
[RJM09; Rol15]. In den meisten Fällen benötigt der Algorithmus jedoch weniger Schritte,
bis die optimalen Werte gefunden sind. Für die konkrete vorliegende Aufgabe, bei der
die Optimierung in jedem Abtastschritt leicht verändert neu ausgeführt wird, reduzie-
ren sich die nötigen Iterationsschritte durch Verwendung des vorherigen Optimierungs-
ergebnisses als Warmstart.
4.2.3 Experimentelle Validierung
Nach Vorstellung des Algorithmus zur onlinefähigen Lösung des Optimierungspro-
blems soll dieser in Bezug auf Funktionalität und Rechenbedarf am BHA getestet wer-
den. Dafür wird eine Beispieltrajektorie in Aufgabenkoordinaten vorgegeben (Abb. 4.13),
die dem auf dem DSpace 1007 PPC Rapid Control Prototyping Computer ausgeführten
Algorithmus mit einer Schrittweite von 20ms vorgegeben wurde. Die Trajektorien in
Aktorkoordinaten qd (Abb. 4.14) werden durch Integration der resultierenden Aktor-
geschwingigkeiten q˙d (Abb. 4.15) bestimmt, aus denen sich wiederum – mit Hilfe der
eindeutigen Vorwärtskinematik – die resultierenden TCP-Trajektorien xd,opt und x˙d,opt
ergeben (Abb. 4.13), welche gut mit den vorgegebenen Solltrajektorien übereinstimmen.
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Abbildung 4.13: Vorgegebene x˙d, xd und resultierende xd,opt, x˙d,opt Solltrajektorien in Auf-
gabenkoordinaten einer beispielhaften zweidimensionalen Bewegung des Werk-
zeugpunktes.
Die berechneten Aktortrajektorien für die periodische, zweidimensionale Transitionsvor-
gabe sind nicht periodisch (Abb. 4.14), wie am Beispiel von q11 und q21 zu erkennen ist.
Zwar ist der Zyklus sowohl in den Aktortrajektorien als auch in deren Geschwindig-
keiten (Abb. 4.15) erkennbar, doch entfernen sich die Aktortrajektorien q11, q31 und q32
unter Ausnutzung der Redundanz des Manipulators mit jedem weiteren Zyklus von
den Beschränkungen (Abb. 4.14). Diese graduelle Verbesserung ist durch die lokale Op-
timierung der Jacobimatrix in der Umgebung der aktuellen Manipulatorform gegeben.
Die Geschwindigkeitsbeschränkungen der konstanten Maximalvorgabe sind meist nicht
aktiv (Abb. 4.15). Wenn jedoch ein Aktor nahe an seine festgelegte Begrenzung kommt
(Abb. 4.14), wird für diese Aktorbeschränkung eine entsprechende Geschwindigkeits-
beschränkung aktiv (4.25), sodass diese gegen null gezogen wird – z. B. von q˙31 bei
t ≈ 2 s. Durch die graduelle Verbesserung der lokalen Optimierung ist diese Geschwin-
digkeitsbeschränkung in den folgenden Zyklen bei t ≈ 11 s und t ≈ 19 s zwar reduziert,
aber nicht mehr aktiv. Für die aktiv beschränkten Geschwindigkeitskoordinaten wird
die nötige Bewegung auf andere Aktoren umgelagert. So ist z. B. bei t ≈ 4.5 s die Ge-
schwindigkeit des ersten Balgs q˙11 in der Beschränkung und kann demnach nicht weiter
erhöht werden, sodass stattdessen in der Geschwindigkeit des entsprechenden Balgs der
benachbarten Sektion q˙21 ein plötzlicher Anstieg zu beobachten ist.
Nach Demonstration der generellen Funktionalität sollen nun die Algorithmen selbst
bezüglich deren Onlinefähigkeit und Rechenzeit untersucht werden. Für die Kinema-
tik von Kontinuum-Manipulatoren ist das Optimierungsproblem schlecht konditioniert
– im Falle des BHA liegen die Eigenwerte der Hessematrix mit λH,min ≈ 1.1 · 104 und
λH,max ≈ 3.7 · 107 weit auseinander, sodass die maximale Anzahl der Iterationen imax,ideal
ungefähr16 bei 600 liegt (Abb. 4.16). Tatsächlich werden deutlich weniger Iterationen i be-
nötigt, insbesondere wenn die Optimierung mittels des Ergebnisses aus dem vorherigen
Optimierungsdurchlauf warmgestartet werden kann. Die benötigten Iterationen steigen
16 Auch wenn die Eigenwerte der Hessematrix während eines Optimierungsdurchlaufs konstant bleiben, ver-
ändert sich die Hessematrix von Optimierung zu Optimierung durch Neuberechnung der formabhängigen
Jacobimatrix.
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Abbildung 4.14: Resultierende Aktortrajektorien qd der Bälge 1, 2 und 3 jeder Sektion und
entsprechende minimale und maximale Begrenzungen jedes Aktors.
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Abbildung 4.15: Resultierende Aktorgeschwindigkeitstrajektorien q˙d der Bälge 1, 2 und 3
jeder Sektion und entsprechende minimale und maximale Geschwindigkeitsbe-
schränkungen jedes Aktors.
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Abbildung 4.16: Vergleich der benötigten Iterationen zur Lösung des Optimierungsproblems
und der Berechnungszeiten unterschiedlicher Solver.
impulsartig auf ca. das Doppelte an, wenn die Sollgeschwindigkeiten starke Sprünge
aufweisen.
Von der Anzahl der Iterationen hängt auch die gesamte Rechenzeit ab. Für den im-
plementierten Algorithmus des schnellen Gradientenverfahrens liegt die Rechenzeit tC
unter Verwendung eines Warmstarts auf der getesteten Plattform in den meisten Fällen
unter 1ms, aber stets unter 2ms (Abb. 4.16) und somit weit unterhalb der Abtastzeit
tA = 20ms. Wird der Optimierungslauf unter gleichen Bedingungen mit dem auf ei-
nem innere-Punkte-Verfahren basierenden, externen Solver CVXgen gelöst [MB12], wird
die Lösung nicht signifikant schneller erhalten. Dieser Solver ist jedoch nur unter be-
schränkter Lizenz für ausgewählte Plattformen verfügbar.
Während sich das Verfahren der inversen differentiellen Kinematik für die Berechnung
der Rückwärtskinematik mit lokaler Optimierung schon bei anderen Anwendungen mit
nichtlinearer Kinematik und Redundanz als geeignet herausgestellt hat, kann durch den
optimierungsbasierten Ansatz eine Lösbarkeit des Problems unter Berücksichtigung der
vorgegebenen Beschränkungen garantiert werden.
4.3 zusammenfassung
In diesem Kapitel wurden Algorithmen zur Trajektoriengenerierung für aktorgeregelte
Kontinuum-Manipulatoren vorgestellt. Neben dynamischen Beschränkungen ergeben
sich v. a. aus der komplexen, redundanten Rückwärtskinematik von Kontinuum-Mani-
pulatoren umfangreiche Problemstellungen, die entweder entlang der gesamten Trajek-
torie oder lokal im aktuellen Arbeitspunkt gelöst werden können. Daher wurde beispiel-
haft ein Verfahren zur Offline-Generierung zeitoptimaler Punkt-zu-Punkt-Trajektorien
und ein onlinefähiges Trajektoriengenerierungsverfahren für Geschwindigkeitsvorgaben
des Werkzeugpunktes vorgestellt und am BHA getestet.
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Im ersten Konzept zur Offline-Planung zeitoptimaler Punkt-zu-Punkt-Bewegungen wur-
den dynamische Zustandsbegrenzungen und die druckabhängigen Eingangsbeschrän-
kungen des Massenstroms berücksichtigt. Dabei wurde die Redundanz zur Variation
der Aktorlängen an den Stützstellen genutzt, damit die Bewegung möglichst gleichmä-
ßig verteilt und somit möglichst viele Eingangsmassenströme in ihrer Beschränkung be-
trieben werden. Das resultierende Optimalsteuerungsproblem konnte über ein direktes
Kollokationsverfahren in ein nichtlineares Optimierungsproblem umgewandelt und nu-
merisch gelöst werden. Die Lösungen des Optimalsteuerungsproblems wurden mit den
initialen, distanzoptimierten Trajektorien verglichen, wobei eine typische Zeitreduktion
zwischen 10% und 25% erreicht wurde.
Das zweite Anwendungsbeispiel zur Bestimmung einer onlinefähigen, geschwindig-
keitsbasierten Aufgabenplanung wurde über die inverse differentielle Kinematik lokal
gelöst. Je nach Anwendungsfall können somit Vorgaben von Aufgabengeschwindigkei-
ten z. B. eines Handhebels oder Vorgaben ganzer Aufgabentrajektorien über einen Mo-
dellregelkreis in gültige Trajektorien des aktorgeregelten Manipulator transformiert wer-
den. Das Invertierungsproblem der mehrdeutigen Jacobimatrix wurde optimierungsba-
siert über die inverse differentielle Kinematik gelöst, wobei der zu reduzierende Ge-
schwindigkeitsfehler der Aufgabenkoordinaten in dem Gütefunktional berücksichtigt
wurde, sodass eine Konvergenz des Verfahrens garantiert und die Anzahl an Iterations-
schritten abgeschätzt werden kann. Für den Fall, dass die tatsächliche Aufgabe nicht
lösbar ist, da der gewünschte Pfad beispielsweise außerhalb des Arbeitsraumes liegt,
werden Trajektorien solang entlang der Arbeitsraumgrenze generiert, bis die Sollge-
schwindigkeit orthogonal zu der begrenzenden Hüllkurve liegt. Als Lösungsverfahren
des beschränkten quadratischen Optimierungsproblems wurde das schnelle Gradien-
tenverfahren verwendet, das als generischer Algorithmus die Lösung schnell und zu-
verlässig berechnet. Die Funktionalität der Trajektoriengenerierung wurde abschließend
experimentell validiert.
Mit der abschließenden Vorstellung der Trajektoriengenerierung wurde in dieser Arbeit
ein geschlossenes und allgemeines Konzept zur Entwicklung modellbasierter Aktorre-
gelungen für Kontinuum-Manipulatoren präsentiert. Darüber hinaus kann das dynami-
sche Modell auch für die Übertragung erweiterter modellbasierter Regleransätze aus
der klassischen Robotik auf Kontinuum-Manipulatoren genutzt werden.
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In dieser Arbeit wurde die Modellierung und modellbasierte Regelung von Kontinu-
um-Manipulatoren hinsichtlich ihrer besseren Nutzbarkeit im industriellen Umfeld
weiterentwickelt und am Beispiel des pneumatisch aktuierten Bionischen Handling-
Assistenten (BHA) implementiert und getestet. Da sich bisherige Arbeiten aus dem
Stand der Technik hauptsächlich mit der Manipulatorkinematik und Regelungsansät-
zen zur reinen Störunterdrückung beschäftigen, steht in dieser Arbeit vor allem eine
Verbesserung des Führungsverhaltens bei schnellen Bewegungen und Methoden zur
Trajektoriengenerierung im Vordergrund.
Dafür wurden zunächst vorhandene Modelle der Komponenten und der Manipulator-
kinematik vorgestellt, auf deren Basis ein dynamisches Manipulatormodell für Kontinu-
um-Manipulatoren entwickelt wurde. Mit der Annahme konzentrierter Sektionsmassen
wurde ein Ersatzmodell der Sektionen aufgestellt, das seriell zu einem Manipulatorer-
satzmodell verknüpft wurde. Über analytische Ableitungen des kinematischen Modells
und Verwendung der Lagrangeschen Gleichungen 2. Art konnten die Bewegungsglei-
chungen der Aktoren durch Umsortieren in Matrixform bestimmt werden. Zusätzlich
wurden durch Vernachlässigung numerisch nicht relevanter Terme reduzierte Modelle
präsentiert und die Modelle anhand von Experimenten validiert und verglichen. Dabei
bilden selbst die reduzierten Modelle alle dominierenden Effekte intrinsischer Konti-
nuum-Manipulatoren ab, sodass deren Modellfehler am BHA verglichen mit Fehlern
entkoppelter Aktormodelle um mehr als 95% verringert werden konnten.
Auf Basis des konzentriert-parametrischen Modells wurde daraufhin eine neue Aktor-
regelung zur Aktorentkopplung entworfen. Dafür wurde zunächst der unterlagerte, de-
zentrale Druckregler der Kaskadenregelung untersucht, ein Kammerdruckbeobachter
bei Ventildruckmessung implementiert und erweiterte Druckreglerverfahren zur Berück-
sichtigung des Schlauchverhaltens hergeleitet. Durch diese Verbesserungen weist der
neue Druckregler ein mindestens doppelt so gutes Führungsverhalten auf. Zudem konn-
te dadurch der Regelfehler auf 1% des Steuerbereichs für dynamische Anregungen bis
5Hz reduziert werden. Nach Vorstellung des bisher verwendeten, dezentralen Balglän-
genreglers für Kontinuum-Manipulatoren wurde der neue Balglängen-Entkopplungs-
regler durch Modellinvertierung des konzentriert-parametrischen Manipulatormodells
und durch Umrechnung der projizierten Sollkräfte in tatsächlich geforderte Solldrücke
entwickelt. Die resultierende Modellinvertierung wurde durch ihre exakte Linearisie-
rung der Strecke mit einem linearen PID-Regler und einer Vorsteuerung kombiniert.
Experimente zum Funktionsnachweis der Aktorentkopplung und zum Vergleich der
Führungs- und Störverhalten gegenüber dem dezentralen Regler konnten zeigen, dass
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die neue Methode der Aktorregelung zu einem besseren Führungsverhalten dynami-
scher Trajektorien führt und eine mindestens doppelt so schnelle Schwingungsdämp-
fung über ein besseres Störverhalten trotz der begrenzten Pneumatik ermöglicht.
Für den aktorgeregelten Manipulator wurden außerdem Methoden zur Trajektorienge-
nerierung durch Vorgabe von Aufgabenkoordinaten entwickelt. Dabei mussten v. a. Her-
ausforderungen in der Berechnung der nichtlinearen, redundanten Rückwärtskinema-
tik und in der Berücksichtigung der begrenzten Aktordynamik beachtet werden. Mög-
liche Lösungsansätze für pneumatisch betriebene Kontinuum-Manipulatoren wurden
anhand zweier beispielhafter Aufgabenstellungen präsentiert. Zunächst wurde ein Kon-
zept für offline-generierte, zeitoptimale Punkt-zu-Punkt-Trajektorien vorgestellt, wobei
die Kinematik in dem resultierenden Optimalsteuerungsproblem nur an den Stützstel-
len ausgewertet wurde, um die Form des redundanten Manipulators an diesen Stützstel-
len hinsichtlich günstiger Aktorlängen zur gleichmäßigen Lastverteilung zu optimieren.
Die Transitionszeiten der optimierten Trajektorien konnten so im Vergleich zu denen der
distanzoptimierten Startlösungen um 10% bis 25% verkürzt werden. In einem zweiten
Anwendungsbeispiel wurde die Methode einer onlinefähigen, geschwindigkeitsbasier-
ten Aufgabenplanung vorgestellt, die auf einer optimierungsbasierten Lösung der in-
versen differentiellen Kinematik basiert. Mit diesem Verfahren konnten die Aktortrajek-
torien online für eine Vorgabe von Aufgabengeschwindigkeiten oder TCP-Trajektorien
mittels einer lokalen Optimierung innerhalb von ca. 1ms berechnet werden, wobei durch
Verwendung des generisch zu implementierenden, schnellen Gradientenverfahrens eine
Konvergenz des Verfahrens innerhalb überabschätzbarer Iterationen garantiert werden
kann.
Für den erfolgreichen und flexiblen Einsatz im Rahmen industrieller Aufgaben ist neben
der bisher implementierten Aktorregelung insbesondere eine Regelungen in Aufgaben-
koordinaten oder eine Kraft- bzw. Impedanzregelung wichtig. Analog zur vorgestellten
Aktorregelung können diese Ansätze mittels des vorgestellten dynamischen Modells
aus der klassischen Robotik auf Kontinuum-Manipulatoren übertragen werden:
Eine TCP-Regelung ohne direkte Messung der Aufgabenkoordinaten erfolgt über eine
Rückführung der mittels direkter Kinematik berechneten Aufgabenkoordinaten. Diese
Regelung kann zunächst über eine Kaskadenstruktur mit äußerer Positionsregelung in
Aufgabenkoordinaten und einer unterlagerten Aktorgeschwindigkeitsregelung erreicht
werden. Während für die innere Aktorgeschwindigkeitsregelung der zentrale Balglän-
gen-Entkopplungsregler (3.59) mit deaktivierter Positionsrückführung verwendet wer-
den kann, entspricht die äußere Kaskade dem Modellregelkreis (Abb. 4.10) der online-
fähigen Rückwärtskinematik aus Kapitel 4.2 unter Rückführung der gemessenen Balg-
längen. Damit der unterlagerte Aktorgeschwindigkeitsregler die vorgegebenen Sollge-
schwindigkeiten erreichen kann und der Regelfehler der überlagerten TCP-Regelung
zu null konvergiert, müssen bei der Bestimmung der Sollgeschwindigkeiten im Rah-
men der inversen differentiellen Rückwärtskinematik die Beschränkungen besonders
berücksichtigt werden. Bei der Verteilung der TCP-Bewegung auf die Aktoren und der
Berechnung geeigneter Aktorsollgeschwindigkeiten über die Lösung der Rückwärtski-
nematik sind neben rein kinematischen Beschränkungen (4.23-4.26) auch dynamische
Beschränkungen zu beachten. Diese dynamischen Beschränkungen sollten die zustand-
sabhängigen Beschränkungen der gesamten Aktorik berücksichtigen und müssen daher
entsprechend hergeleitet, getestet und experimentell validiert werden. Dennoch wird
die äußere Kaskade auch bei geeigneten Beschränkungen durch die unterlagerte Ge-
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schwindigkeitsregelung begrenzt. Daher ist langfristig eine direkte Aufgabenregelung
mit integrierter Modellinvertierung ohne eine innere Kaskade zur Aktorgeschwindig-
keitsregelung interessant, da somit auf eine Aktorvorsteuerung und zusätzliche Reg-
lerkaskade verzichtet werden kann und stattdessen eine direkte Aktorkraftstellung zur
Ausregelung der TCP-Fehler berechnet wird, während die Aktorkoordinaten nur noch
zur Modellinvertierung verwendet werden. Dieser Ansatz erfordert allerdings noch in-
tensiveren Forschungsaufwand mit Fokus auf einer geeigneten Kombination der Mo-
dellinvertierung, der differentiellen Rückwärtskinematik erster und zweiter Ordnung
und einer optimalen Ausnutzung der Redundanz.
Während die bisher erwähnten Positionsregelungen im Allgemeinen kontaktfreie Bewe-
gungen implizieren, sind insbesondere durch die inhärente Nachgiebigkeit des BHA
Kontaktfälle mit der Umgebung oder dem Bediener erwünscht, in denen eine Kraft-
vorgabe möglich ist. Da in der Robotik eine direkte Kraftregelung nur selten unabhän-
gig von einer Positionsregelung erfolgt und harte Umschaltungen zwischen getrennten
Kraft- und Positionsreglern unerwünscht sind, werden in der Robotik vermehrt hybri-
de Konzepte der aktiven Nachgiebigkeitsregelung eingesetzt [SK08], die auf dem Kon-
zept der Impedanzregelung [Hog85a; Hog85b] zur indirekten Kraftregelung aufbauen.
Bisherige Implementierungen von Nachgiebigkeitsregelungen am BHA [Tos+15; Dri15]
scheiterten an dem Kriechverhalten des Materials und der daraus resultierenden verän-
derlichen Materialsteifigkeit, die als unbekannte Störkraft wirkt und nicht hinreichend
genau kompensiert werden konnte. Zur erfolgreichen Kompensation kann ein Kriech-
modell zur Bestimmung der zeitlich veränderlichen Steifigkeit Abhilfe schaffen.
Für Ansätze aktiver Nachgiebigkeitsregelungen wird zudem die Kenntnis der Kon-
taktkraft vorausgesetzt, die bei nicht vorhandenen Kraftsensoren in bestimmten Fällen
anhand des Manipulatormodells über nichtlineare Zustandsbeobachter [Zei87] oder
über spezielle Verfahren zur Störgrößen- oder Kontaktkraftbeobachtung nichtlinearer
Manipulatoren [Che+00; Moh+13] bestimmt werden kann. Bei Existenz eines dynami-
schen Manipulatormodells in klassischer Form ist z. B. das Beobachterverfahren nach
[Moh+13] generell auf Kontinuum-Manipulatoren übertragbar, allerdings kann auf-
grund der kriechbedingten Modellfehler aus der beobachteten Störkraft nicht auf die
tatsächliche Kontaktkraft geschlossen werden [Dri15]. Wie schon für die direkte oder
indirekte Kraftregelung ist somit auch für die Kontaktkraftbeobachtung eine Kriech-
modellierung zur Bestimmung der aktuellen Materialsteifigkeit notwendig. Eine Kom-
pensation der variablen Steifigkeit über ein Kriechmodell würde auch ein verbessertes
Folgeverhalten der modellbasierten Aktorregelung ergeben.
Während somit für modellbasierte Kraft- und TCP-Regelungen von Kontinuum-Manipu-
latoren noch Entwicklungspotential vorhanden ist, wurden in dieser Arbeit Methoden
für den modellbasierten Steuerungs- und Regelungsentwurf redundanter Kontinuum-
Manipulatoren im Aktorraum nach dem Vorbild der klassischen Robotik entwickelt und
am Beispiel des BHA implementiert, validiert und bewertet. Dadurch konnte neben ei-
nem guten Störverhalten insbesondere auch ein signifikant besseres Führungsverhalten
erreicht werden, sodass sich daraus neue Anwendungsfelder für Kontinuum-Manipula-
toren allgemein und insbesondere auch für den BHA erschließen lassen.
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In diesem Anhang werden anfangs zwei kinematische Beziehungen aufgeschlüsselt, die
für die theoretische Herleitung der Methoden nicht relevant sind, aber für die praktische
Implementierung benötigt werden. Zunächst wird die Berechnung der Balglängen aus
den gemessenen Seilzuglängen vorgestellt, bevor danach die Ableitungen der zweiten
differentiellen Kinematik aufgeführt sind, die für die Berechnung der Coriolismatrix Ω
benötigt werden. Abschließend werden zwei in der Herleitung des Manipulatormodells
referenzierte Beweise präsentiert.
Hinweis: Die in diesem Anhang lokal eingeführten Parameter und Symbole werden
nicht in dem Symbolverzeichnis am Ende der Arbeit aufgeführt.
a.1 berechnung der balglängen aus seilzuglängen
Wenn die Seilzugführungen außen an den Bälgen verlaufen, sind die gemessenen Seil-
zuglängen je nach Krümmung länger oder kürzer als die für die Kinematik und genera-
lisierten Koordinaten verwendeten Längen der Balgmittellinien (Abb. A.1a).
Zusätzlich zu der Krümmung wird außerdem noch die Konizität der Sektionen berück-
sichtigt, die durch unterschiedliche Radien der Seilzugführungen am Sektionsfuß und
Sektionskopf einer Sektion hervorgerufen wird. Dabei ist der Fuß meist breiter als Kopf
(Abb. A.1b), sodass selbst im nicht ausgelenkten und gekrümmten Fall die Seilzüge
einer Sektion nicht parallel zueinander verlaufen.
Im Folgenden werden anhand der kinematischen Beziehung die wichtigsten Formeln
zur sektionsweisen Umrechnung der gemessenen Seilzuglängen in Balglängen präsen-
tiert – für die Herleitung und weitere Details sei auf [Mah15] verwiesen.
Bei verbogenen Sektionen kann davon ausgegangen werden, dass einzelne Segmente
gleichmäßig verbogen sind und somit auch die Seilzuglänge lZ,ik gleichmäßig über die
Segmente verteilt ist. Im Falle von konischen Sektionen wird außerdem angenommen,
dass sich auch der Radius zwischen Kopfsegment und Fußsegment gleichmäßig ändert.
Somit ist eine näherungsweise Berechnung der konzititätsbereinigten Seilzughöhe hik
unabhängig von der Krümmung und Segmentenanzahl möglich (Abb. A.1b), sodass
sich diese zu
hik =
√
l2Z,ik −
(
rZi,Fuß − rZi,Kopf
)2 (A.1)
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Abbildung A.1: Schnitt durch beispielhafte Seilzugkinematik mit nSeg = 3 Segmenten und De-
tailausschnitt eines konischen Segments.
in Abhängigkeit des Radius der Seilzugführung am Ende des Sektionsfußes rZi,Fuß und
dem Radius der Seilzugführung am Anfang des Sektionskopfs rZi,Kopf einer Sektion i
ergibt.
Die Umrechnung aus der Seilzughöhe in die Balglänge (Abb. A.1a) kombiniert unter-
schiedliche kinematische Detailmodelle. Dabei werden die Seilzughöhen als seilzugge-
führte Aktoren in das inverse Modell kontinuierlich gebogener Aktoren für die Balg-
längen transformiert [Mah15]. Die Umrechnung erfolgt dabei über virtuelle Konfigura-
tionskoordinaten. Die Konfigurationskoordinaten ki (2.25) aus den Seilzugführungen17
φi = arctan2
(√
3
(
hi3 − hi2
)
, qi2 + hi3 − 2hi1
)
(A.2a)
κi = 2
√
h2i1+h
2
i2+h
2
i3−hi1 hi2−hi2 hi3−hi3 hi1
(hi1+hi2+hi3) rZi
(A.2b)
`i = 2
nSeg
κi
arcsin
(√
h2i1+h
2
i2+h
2
i3−hi1 hi2−hi2 hi3−hi3 hi1
3nSeg rZi
)
(A.2c)
berechnen sich ähnlich der spezifischen Abbildung des BHA (2.28), allerdings werden
die Seilzughöhen (A.1) statt den Aktorkoordinaten und der mittlere Radius der Seil-
führungen rZi statt dem mittleren Radius der Balgmittellinie verwendet. Zudem ergibt
sich eine andere Berechnungsvorschrift für die Sektionslänge durch die Unterteilung
der Seilzuglänge in nSeg Segmente aufgrund der nSeg + 1 Führungen. Für den Fall, dass
alle drei Aktoren die gleiche Länge aufweisen und die Sektion nicht verbogen ist, wird
die Krümmung κi null und die Orientierung φi der nicht vorhandenen Krümmung ist
nicht definiert.
Die Rückrechnung von Konfigurationskoordinaten zu Balglängen (2.24)
qi1 = `i
(
1− κi rBi cos
(
−φi
))
(A.3a)
qi2 = `i
(
1− κi rBi cos
(
2pi
3 −φi
))
(A.3b)
17 Die Konfigurationskoordinaten ki der Seilzuglängen können direkt für die Kinematik verwendet werden,
allerdings ist eine Rückrechnung auf Aktorkoordinaten qi zu deren Regelung nötig.
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qi3 = `i
(
1− κi rBi cos
(
4pi
3 −φi
))
(A.3c)
erfolgt über die Invertierung der konstanten Krümmungen (2.28).
a.2 differentielle kinematik 2. ordnung
Die differentielle Kinematik zweiter Ordnung wird in der Herleitung der dynamischen
Modellierung (2.88) benötigt. Dort wird die abkürzende Schreibweise
∂2ibHih
∂qiβ ∂qik
=
∂ibHih
∂ki
∂2ki
∂qiβ ∂qik
+
∂2ibHih
∂ki ∂ki
∂ki
∂qiβ
∂ki
∂qik
(A.4)
verwendet, wobei der Vektor ki aus drei Elementen besteht. Die ausführliche Schreib-
weise der Abkürzungen
∂ibHih
∂ki
∂2ki
∂qiβ ∂qik
=
∂ibHih
∂φi
∂2φi
∂qiβ ∂qik
+
∂ibHih
∂κi
∂2κi
∂qiβ ∂qik
+
∂ibHih
∂`i
∂2`i
∂qiβ ∂qik
(A.5)
∂2ibHih
∂ki ∂ki
∂ki
∂qiβ
∂ki
∂qik
=
∂2ibHih
∂φi ∂φi
∂φi
∂qiβ
∂φi
∂qik
+
∂2ibHih
∂φi ∂κi
∂φi
∂qiβ
∂κi
∂qik
+
∂2ibHih
∂φi ∂`i
∂φi
∂qiβ
∂`i
∂qik
+
∂2ibHih
∂φi ∂κi
∂κi
∂qiβ
∂φi
∂qik
+
∂2ibHih
∂κi ∂κi
∂κi
∂qiβ
∂κi
∂qik
+
∂2ibHih
∂κi ∂`i
∂κi
∂qiβ
∂`i
∂qik
+
∂2ibHih
∂`i ∂φi
∂`i
∂qiβ
∂φi
∂qik
+
∂2ibHih
∂`i ∂κi
∂`i
∂qiβ
∂κi
∂qik
+
∂2ibHih
∂`i ∂`i
∂`i
∂qiβ
∂`i
∂qik
(A.6)
hängt von bereits bekannten, partiellen Ableitungen erster Ordnung ∂ibHih/∂ki (2.58)
und ∂ki/∂qi (2.61) sowie den partiellen Ableitungen zweiter Ordnung der allgemeinen
und speziellen Abbildung – die im Folgenden angegeben sind – ab.
Zur Bestimmung der partiellen Ableitungen zweiter Ordnung der allgemeinen Abbil-
dung kann die Eigenschaft genutzt werden, dass die Kopf- und Fußterme einer Sektion
konstant sind (2.34), und somit die Ableitungen von ibHih identisch mit denen von
i0Hi1 (2.36) sind. Die benötigen partiellen Ableitungen zweiter Ordnung werden durch
erneutes Ableiten der partiellen Ableitungen erster Ordnung (2.58) nach ki
∂2i0Hi1
∂φ2i
=

4 (1− 2 s2φ)(1− cκ`) 4 cφ sφ (1− cκ`) −cφ sκ` cφ
cκ`−1
κ
4 cφ sφ (1− cκ`) 4 (2 s2φ − 1)(1− cκ`) −sφ sκ` sφ
cκ`−1
κ
cφ sκ` sφ sκ` 0 0
0 0 0 0
 (A.7a)
∂2i0Hi1
∂κ2i
=

−`2 c2φ cκ` −`
2 cφ sφ cκ` −`
2 cφ sκ` cφ
2+(κ2 `2−2)cκ`−2κ`sκ`
κ3
−`2 sφ cφ cκ` −`
2 s2φ cκ` −`
2 sφ sκ` sφ
2+(κ2 `2−2)cκ`−2κ`sκ`
κ3
`2 cφ sκ` `
2 sφ sκ` −`
2 cκ`
(2−κ2 `2)sκ`−2κ`cκ`
κ3
0 0 0 0
 (A.7b)
∂2i0Hi1
∂`2i
=

−κ2 c2φ cκ` −κ
2 sφ cφ cκ` −κ
2 cφ sκ` κ cφ cκ`
−κ2 sφ cφ cκ` −κ
2 s2φcκ` −κ
2 sφ sκ` κ sφ cκ`
κ2 cφ sκ` κ
2 sφsκ` −κ
2 cκ` −κ sκ`
0 0 0 0
 (A.7c)
129
ergänzungen zur modellierung
erhalten, wobei bei den Ableitungen nach unterschiedlichen Aktoren
∂2i0Hi1
∂φi ∂κi
=
∂2i0Hi1
∂κi ∂φi
=
2 ` sφ cφ sκ` ` (2 s2φ − 1) sκ` −` sφ cκ` sφ
1−cκ`−κ`sκ`
κ2
` (2 s2φ − 1) sκ` −2 ` sφ cφ sκ` ` cφ cκ` cφ
cκ`−1+κ`sκ`
κ2
` sφ cκ` −` cφ cκ` 0 0
0 0 0 0
 (A.7d)
∂2i0Hi1
∂φi ∂`i
=
∂2i0Hi1
∂`i ∂φi
=
2 κ sφ cφ sκ` κ (2 s2φ − 1) sκ` −κ sφ cκ` −sφ sκ`
κ (2 s2φ − 1) sκ` −2 κ sφ cφ sκ` κ cφ cκ` cφ sκ`
κ sφ cκ` −κ cφ cκ` 0 0
0 0 0 0
 (A.7e)
∂2i0Hi1
∂κi ∂`i
=
∂2i0Hi1
∂`i ∂κi
=
−c2φ(κ ` cκ` + sκ`) −cφ sφ(κ ` cκ` + sκ`) cφ (cκ` − κ ` sκ`) ` cφ cκ`
−sφ cφ(κ ` cκ` + sκ`) −s
2
φ(κ ` cκ` + sκ`) sφ (cκ` − κ ` sκ`) ` sφ cκ`
cφ(κ ` sκ` − cκ`) sφ(κ ` sκ` − cκ`) −sκ` − κ ` cκ` −` sκ`
0 0 0 0
 (A.7f)
die Reihenfolge der Ableitungen nicht relevant ist.
Die Hessematrizen der spezifischen Abbildung (2.28) für die Konfigurationskoordinaten
φi, κi und `i erfolgen durch weiteres Ableiten der entsprechenden Zeilen der Jacobima-
trix (2.61). Die Hessematrix der spezifischen Abbildung ist dabei generell symmetrisch,
da auch hier eine Vertauschbarkeit der Ableitungsreihenfolge gegeben ist. Die Hessema-
trizen der Konfigurationskoordinaten φi, κi und `i
∂2φi
∂qi ∂qi
=
√
3
2 r2φ

a
123
φ a
312
φ a
231
φ
a
312
φ a
231
φ a
123
φ
a
231
φ a
123
φ a
312
φ
 (A.8a)
∂2κi
∂qi ∂qi
=
3
2 rBi
(
qi1 + qi2 + qi3
)3 √
r
3
φ
a
123
κ a
123
κ2 a
132
κ2
a
123
κ2 a
231
κ a
321
κ2
a
132
κ2 a
321
κ2 a
312
κ
 (A.8b)
∂2`i
∂qi ∂qi
=
0 0 00 0 0
0 0 0
 (A.8c)
ergeben sich unter Verwendung der Abkürzungen rφ aus (2.60a) sowie
a
αβγ
φ =
(
qiγ − qiβ
) (
2qiα − qiβ − qiγ
)
(A.9a)
a
αβγ
κ =
(
qiβ − qiγ
)4
− 6qiα
(
qiβ + qiγ
) (
2/3q2iα + q
2
iβ + q
2
iγ
)
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+ 9q2iα
(
q2iβ + 2/3qiβ qiγ + q
2
iγ
)
+ 4
(
q
4
iβ + q
4
iγ
)
(A.9b)
aαβγκ2 = 2
(
q2iα + q
2
iβ
)2
+ 2q2iα q
2
iβ − 7qiα qiβ
(
q2iα + q
2
iβ
)
+ 3
(
3q2iα − qiα qiβ + 3q
2
iβ + q
2
iγ
)
q2iγ
− 3
((
qiα − qiβ
)2
+ 7/3q2iγ
) (
qiα + qiβ
)
qiγ (A.9c)
a.3 beweis zur identität partieller ableitungen
Zur Herleitung der zeitlichen Ableitungen wird neben der partiellen Ableitung der ho-
mogenen Transformation außerdem der Zusammenhang (2.90)
∂H
∂qj
=
∂H˙
∂q˙j
(A.10)
ausgenutzt. Diese Identität ist der klassischen Mechanik entnommen und soll aufgrund
ihrer Wichtigkeit im Folgenden kurz bewiesen werden:
Beweis. Die Identität von (A.10) kann über die aus dem Prinzip der virtuellen Arbeit
[SHV06] abgeleitete Eigenschaft
∂r
∂q
=
∂r˙
∂q˙
(A.11)
hergeleitet werden, die gültig ist, solange ein Ortsvektor r nicht unmittelbar von der
Aktorgeschwindigkeit q˙ abhängig ist.
Unter Verwendung der Kettenregel bestimmen sich die partiellen Ableitungen von
r (2.80) und r˙ (2.82) zu
∂wri?
∂qj
=
∂wHih
∂qj
ihri? +
wHih
= 0︷    ︸︸    ︷
∂ihri?
∂qj
, (A.12)
∂wr˙i?
∂q˙j
=
∂wH˙ih
∂q˙j
ihri? +
wH˙ih
∂ihri?
∂q˙j︸    ︷︷    ︸
= 0
, (A.13)
wobei die partiellen Ableitungen der konstanten Ortsvektoren im lokalen Koordinaten-
system ihri? (2.65) immer null sind. Durch Einsetzen von (A.12) und (A.13) in (A.11)
ergibt sich die zu beweisende Annahme (A.10). 
a.4 beweis zur symmetrie der massenmatrix
Das entwickelte dynamische Modell für Kontinuum-Manipulatoren (2.109) beschreibt
ein physikalisches System mit symmetrischer und positiv definiter Massenmatrix M
(2.110). Letzteres ist gegeben, solange das kinematische Modell nicht im Bereich ihrer
Singularität verwendet wird – hier hilft eine künstliche Regularisierung, ähnlich wie bei
der Betrachtung der differentiellen Kinematik (2.62). Durch die mathematische Bestim-
mung der Massenmatrix ist die Symmetrieeigenschaft strukturbedingt garantiert, wie
folgender Beweis zeigt:
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Beweis. Eine Matrix ist genau dann symmetrisch, wenn sie identisch M =Mᵀ mit ihrer
Transponierten ist. Diese Eigenschaft entspricht der Identität der Einträge
M[r,c] =M[c,r] (A.14)
mit vertauschtem Spalten- und Zeilenindex ∀ r, c ∈ {1, . . . ,n}. Zunächst ist der Startin-
dex s der Summe in der Definitionsgleichung (2.110) für beide Seiten von (A.14) iden-
tisch, da das Maximum zweier Werte max{r, c} unabhängig von der Reihenfolge der
Argumente ist (2.112). Daher ergibt sich die Forderung (A.14) zu
n∑
ξ=s
mξ
(
∂wHξh
∂qc
ξhrMξ
)ᵀ(
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ
)
+ Γ
{
∂R
∂qc
Rᵀ
}ᵀ
wIMξΓ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}
=
n∑
ξ=s
mξ
(
∂wHξh
∂qr
ξhrMξ
)ᵀ(
∂wHξh
∂qc
ξhrMξ
)
+ Γ
{
∂R
∂qr
Rᵀ
}ᵀ
wIMξΓ
{
∂R
∂qc
Rᵀ
}
. (A.15)
Dieser Ausdruck ist für alle Zeilen- und Spaltenindices erfüllt, da die linke und rechte
Seite der jeweiligen Produkte vertauscht und damit die resultierenden Skalaren stets
identisch sind. 
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AUSGEWÄHLTE PARAMETERWERTE
Im Folgenden sind die Werte ausgewählter Modellparameter und hilfreiche Variablen-
skalierungen aufgeführt.
b.1 balg- und manipulatorparameter
Die Werte ausgewählter Parameter eines Einzelbalgs sind in Tab. B.1 und die der drei
Manipulatorsektionen in Tab. B.2 gelistet.
Tabelle B.1: Parameter eines Einzelbalgs.
Bezeichnung Symbol Wert
minimale Balglänge (Block) lB,min [m] 0.1686
Balgradius rbi [m] 0.0214
wirksame Fläche (Druckkraft) AB,Druck [m2] 0.0045
wirksame Fläche (Volumen) AB,Vol [m2] 0.0024
Tabelle B.2: Kinematische Parameter der Manipulatorsektionen.
Bezeichnung Symbol Sektion 1 ~ 2 ~ 3
Konizität (unausgelenkt) [◦] 2.5 2.5 2.5
Anzahl Schlaufen (Segmente) nSeg [−] 18 18 18
Länge des Sektionsfußes `ib [m] 0.0122 0.0035 0.0035
Länge des Sektionskopfs `ih [m] 0.0140 0.0140 0.0140
mittl. Radius der Balgsymmetrieachse rBi [m] 0.0659 0.0570 0.0479
Radius der Balgsymmetrieachsena rBi,Fuß [m] 0.0699 0.0611 0.0521
Radius der Balgsymmetrieachsenb rBi,Kopf [m] 0.0619 0.0529 0.0436
mittl. Seilführungsradius rZi [m] 0.1086 0.0997 0.0906
Seilführungsradiusa rZi,Fuß [m] 0.1126 0.1038 0.0948
Seilführungsradiusb rZi,Kopf [m] 0.1046 0.0956 0.0863
a am Ende des Sektionsfußes beim Übergang zur variablen Aktoreinheit.
b am Anfang des Sektionskopfs beim Übergang zur variablen Aktoreinheit.
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b.2 sinnvolle variablenskalierungen
Bei der Implementierung des Kammerdruckbeobachters und des erweiterten Druckreg-
lers werden Variablen mit sehr hohen und sehr geringen numerischen Werten verwen-
det. Durch diese schlechten Skalierungen treten bei der Implementierung teilweise er-
hebliche numerische Probleme auf – v. a. in Kombination mit zusätzlichen Potenzen. Da-
her wird für die Berechnungsvorschriften der Rückführungen, Zustandsverstärkungen
und Vorsteuerungen des Kammerdruckbeobachters und des erweiterten Druckreglers
eine sinnvolle Umskalierung sowie deren Rückrechnung vorgeschlagen (Tab. B.3).
Tabelle B.3: Sinnvolle Variablenskalierung und -rückrechnungen für den erweiterten Druckreg-
lerentwurf.
Bezeichnung Symbol SI-Einheit Skalierung Einheit
Massenströme m˙ kg/s ×m˙ = 103 g/s
Drücke p Pa = kg/m s2 = N/m2 ×p = 10−5 bar
Volumen V m3 ×V = 104 0.1 l
Schlauchlängen lS m
√×V ×p/×m˙
Schlauchquerschnitte AS m2
√×V ×m˙/×p
Spez. Gaskonstante Rs Pa m3 K/kg K = m2/s2 ×V ×p/×m˙
Temperatur T0 K 1
Polytropenkoeffizienten κ − 1
Volumenänderungen V˙ m3/s ×V
Reibwiderstände R` 1/m s ×p/×m˙
Druckvorsteuerungen pd , p˙d Pa , Pa/s ×p/×m˙
Druckrückführungena R[1] , R[3] kg/s Pa ×p/×m˙
Massenstromrückführungena R[2] − 1
a Verstärkung der Rückführung eines Drucksignals auf ein Massenstromsignal bzw. eines Massen-
stromsignals auf ein Massenstromsignal. Die Skalierung der Druckrückführung wird ebenfalls
für die Beobachterrückführung des zweiten Zustands L2 benötigt, während die anderen beiden
Beobachterrückführungen L[1] und L[3] aufgrund ihrer Druck-zu-Druckverstärkung wie die Mas-
senstromrückführung des Reglers R[2] unskaliert bleiben.
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modell- und systemindices
B Balg
M Manipulatorsektion
S Schlauch
V Ventil
0 Umgebung
d Sollwert
? Platzhalter für ähnliche Ausdrücke
[i, j] Eintrag der i-ten Zeile und j-ten Spalte einer Matrix
variablen und konstanten
A Querschnittsflächen von Balg AB und Schlauch AS
A Dynamikmatrix linearer Systeme
α Entwurfs- und Tuningparameter
b kritisches Durchflussverhältnis bS, bV
B Eingangsmatrix dynamischer Systeme
β Schwungparameter für schnelle Gradientenverfahren
c Schallgeschwindigkeit
C Leitwerte CS, CV, CV,max
C˜ normierter Leitwert C˜V
C Ausgangsmatrix dynamischer Systeme
C Nebenbedingungen bzw. Beschränkungen einer Optimierungsaufgabe
d Durchmesser, z. B. Schlauchdurchmesser dS
D Eigendämpfung, z. B. Schlauchdämpfung DS
D Dynamisches System einer Optimalsteuerung
δ Differenzordnung, relativer Grad
e Fehler
En Einheitsmatrix der Dimension n
ε Toleranz bzw. Güte von Optimierungen
f Eigen- und Eckfrequenz, z. B. Schlaucheigenfrequenz fS
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F Kraft, z. B. Balgkraft FB
φi Orientierung der Sektion i (Konfigurationszustand)
h Schrittweitenparameter des schnellen Gradientenverfahrens
H Hessematrix
jHi homogene Transformation vom Koordinatensystem i in j
jIi Trägheitstensor des Körpers i im Koordinatensystem j
J Jacobimatrix
J Gütefunktion einer Optimierungsaufgabe
k Kinematische Konfigurationszustände φ, κ, `
K Koeffizient der Regler- und Beobachterverstärkung
κ Polytropenkoeffizient der Luft im Balg κB und im Schlauch κS
κi Krümmung der Sektion i (Konfigurationszustand)
l Längen von Balg lB und Schlauch lS
`i Länge der Sektion i (Konfigurationszustand) mit durchschnittlicher `∅ und maxi-
maler `max Sektionslänge
L Matrix der Beobachterrückführungen
λ Eigenwert (Pol) eines Systems
m konzentrierte Masse
M formabhängiges Biegemoment Mi,Bieg der Sektionssteifigkeit von Sektion i
M Massenmatrix der Bewegungsgleichung
m˙ Luftmassenströme m˙B und m˙V
µ` Reibungskoeffizient der linearen, laminaren Schlauchreibung
n Anzahl der Sektionen des Manipulators, am BHA n = 3
nT Anzahl der Teiltransitionen bei Punkt-zu-Punkt-Bewegungen
N Anzahl der Diskretisierungspunkte, z. B. bei Kollokationsverfahren
N Projizierte Eigenkräfte der Bewegungsgleichung
η Skalierungsfaktor
Ω Coriolismatrix der Bewegungsgleichung
p Druck, z. B. Balgdruck pB und Ventildruck pV
pVers Versorgungsdruck
pEntl Entlüftungsdruck (Umgebungsdruck oder Unterdruck durch Vakuum)
P Beobachtbarkeitsmatrix Pbeob. und Steuerbarkeitsmatrix Pstb.
Ψ Durchflussfunktion
ψi Biegewinkel der Sektion i
q Aktorkoordinaten q (generalisierte Koordinaten) mit qik Aktorkoordinate von
Sektion i und Balg k oder qj Aktorkoordinate j
Q Generalisierte Kraft
Q Regularisierungsmatrizen Qq und Qx
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r Position oder Entfernung (Ortsvektor jr in homogener Repräsentation des Koor-
dinatensystems j)
rBi mittlerer Abstand von Balgmittellinie zu Sektionsmittellinie
rbi Balgradius
R` längennormierter laminarer Reibwiderstand
Rs Spezifische Gaskonstante trockener Luft
R Matrix der Reglerverstärkungen
jRi Rotationsmatrix vom Koordinatensystem i in j
R Koordinatensystem
ρ Dichte trockener Luft bei Normtemperatur T0
σ skalarer Regularisierungsfaktor
t Zeiten, z. B. Abtastzeit tA, Berechnungszeit tC, Transitionszeit tT
T Kinetische Energie
T0 Temperatur bei technischem Normzustand
τ Externe projizierte Kräfte der Bewegungsgleichung
u Systemeingang und Stellgröße
U potentielle Energie, Potential
v normierte Ventilschieberposition
V Volumen, z. B. Balgvolumen VB und Schlauchvolumen VS
V Vorsteuermatrix
ν virtueller Eingang
jωi Rotationsgeschwindigkeit eines Körpers i im Koordinatensystem j
x Systemzustand
x Aufgabenkoordinaten
ξ Störung
y Systemausgang und Regelgröße
z Hilfszustand
Z Zustandstransformation
operatoren
Γ {?} „Rösslesprung“ (2.83) zur Bestimmung der Drehrate aus einer Rotationsmatrix
und deren Ableitung (2.85)
d0? Begrenzung positiver Werte von ?
b0? Begrenzung negativer Werte von ?
b?eε Sättigung von ? um den Betrag ε
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